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Nesta dissertação pretende-se estudar a adequabilidade da utilização do teorema Cine-
mático da Análise Limite na determinação da capacidade resistente de juntas de pers
metálicos tubulares.
O presente trabalho analisa a capacidade resistente de juntas metálicas tubulares de secção
circular, dando-se particular relevo às juntas do tipo K, N, X e T sujeitas a cargas axiais.
A análise é feita utilizando o programa mechpy, que recorre a uma formulação não-
convencional de elementos nitos para Análise Limite baseada no Teorema Cinemático
que permite obter os limites superiores de cargas de colapso. Este estudo pretende mostrar
o potencial da Análise Limite como ferramenta para prever a capacidade resistente de
juntas metálicas tubulares, e mostrar a grande versatilidade e capacidade de cálculo da
ferramenta numérica utilizada.
Para a análise da capacidade resistente das juntas metálicas foram realizados vários testes
numéricos reproduzindo ensaios experimentais conduzidos por outros autores, disponíveis
na literatura. As juntas são simuladas através de modelos 3D de elementos nitos, e é
feito o devido estudo de convergência das diferentes malhas utilizadas para cada ensaio,
aumentando o número de graus de liberdade nas zonas onde era expectável uma maior
concentração da dissipação plástica na formação do mecanismo de colapso.
Os resultados obtidos são comparados com os resultados experimentais, e com as cargas
últimas fornecidas pelas prescrições do Eurocódigo 3 e com as recomendações CIDECT, de
modo a demonstrar que a ferramenta de cálculo utilizada revela uma grande versatilidade,
permitindo obter estimativas de elevada qualidade para problemas deste tipo.
Palavras-chave: Juntas metálicas, Pers tubulares circulares (CHS), Elementos nitos para




This thesis intends to study the suitability of the use of Limit Analysis theorems of the
Plasticity Theory in the determination of the resistant capacity of tubular metal joints.
The present work analyzes the resistant capacity of tubular circular hollow section (CHS)
metal joints, with emphasis on K, N, X and T joint types, under axial loads. This analysis
is made with the mechpy tool, which uses an unconventional formulation of nite elements
for Limit Analysis derived within the kinematical theorem that allows to obtain the upper
bounds of the collapse loads. This study aims to emphasize the potential of Limit Analysis
as the theoretical basis for the prediction of the resisting capacity of tubular metal joints
and to show the great versatility and computational capacity of the numerical tool used.
For that purpose, several numerical tests were conducted with mechpy, reproducing ex-
perimental tests conducted by other authors, available in the literature. The joints are
simulated through 3D models of nite elements, it is performed an extensive study of the
convergence of the dierent meshes used in each test, increasing the number of degrees of
freedom in the areas where it is expected a higher concentration of plastic dissipation, in
the formation of the collapse mechanism.
The results obtained in the numerical analysis with mechpy, were compared with the
experimental results, and with the collapse loads provided by the NP EN 1993-1-8 2010
specications and with the new CIDECT recommendations. Through these comparisons,
it was concluded that by using Limit Analysis, high quality estimations can be obtained
for the type of problems presented in this work.
Keywords: Metal joints, Circular Hollow Section (CHS), Finite element limit analysis,
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Um dos princípios da Engenharia Civil é a elaboração de estruturas ecientes e seguras,
sendo relevante ser-se capaz de avaliar a máxima carga suportada por uma determinada
estrutura, denominada de carga de colapso. A Análise Limite representa uma estratégia
eciente neste âmbito capaz de avaliar a máxima carga suportada por uma determinada
estrutura.
A motivação para o desenvolvimento do presente trabalho é a aplicação da Análise Limite
no dimensionamento de juntas metálicas. As juntas metálicas tubulares de secção circular
são muitas vezes utilizadas em estruturas metálicas, tendo algumas limitações no seu di-
mensionamento, com códigos por vezes conservativos. A Análise Limite revela condições
para ser uma ferramenta muito útil no seu dimensionamento, com boas e rápidas estima-
tivas de cargas de colapso e acredita-se que, é uma área em que se pode explorar soluções
permitindo ultrapassar as limitações observadas atualmente.
Já anteriormente outros autores defenderam a utilização da Análise Limite para determi-
nação da capacidade resistente de juntas metálicas, rera-se os trabalhos de Makino et al.
[12], Soh et al. [15], Zhao [17] e Mashiri et al. [13], entre outros. Contudo, a abordagem
seguida no presente trabalho distingue-se das anteriores pelo facto da determinação das





O objetivo principal deste trabalho consiste em mostrar que a Análise Limite pode ser
utilizada como uma ferramenta de cálculo para prever boas estimativas da capacidade re-
sistente de juntas metálicas tubulares caracterizadas por um comportamente perfeitamente
plástico. Para que este objectivo seja concretizado com sucesso, é usado um programa de
elementos nitos, mechpy, que é suportado teoricamente pelo Teorema Cinemático da
Análise Limite. O programa permite proceder à análise de vários problemas, cujos resul-
tados podem ser comparados com os obtidos experimentalmente.
1.3 Metodologia
Para a concretização do objetivo deste trabalho, em primeiro lugar, foram selecionados
alguns casos de estudo com resultados experimentais que permitissem uma confrontação
com os resultados dos modelos computacionais, permitindo a validação da abordagem
proposta. Foi feita a modelação destes casos de estudo, tendo em conta as características
descritas nos ensaios experimentais. Para cada modelo, a utilização de vários níveis de
renamento e a respetiva carga de colapso, calculada de modo iterativo pelo programa
mechpy, permitem fazer uma análise de convergência, e assim fazer uma estimativa de
carga de colapso da estrutura.
1.4 Organização do trabalho
O presente documento encontra-se organizado em 5 capítulos. Após este capítulo intro-
dutório, onde foram apresentadas a motivação, o objectivo e a metodologia do trabalho,
seguem-se os capítulos centrais da tese cujo conteúdo é especicado em seguida.
Capítulo 2. Procede-se a uma denição das condições teóricas do problema em análise.
Descrevem-se alguns dos conceitos estabelecidos pela Análise Limite utilizados no programa
utilizado, importantes para a resolução dos problemas encontrados nos casos de estudo.
Capítulo 3. Descrevem-se as juntas metálicas tubulares de secção circular seguindo os
propósitos dos documentos de referência. São apresentados os tipos de junta utilizados, os
parâmetros geométricos que denem a junta, a caracterização dos esforços a que a junta
está sujeita e os respetivos valores e modos de rotura atingidos experimentalmente.
Capítulo 4. Apresentam-se todos os resultados obtidos da análise numérica, complemen-
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tando com os respetivos grácos de convergência. É feita a comparação dos resultados
atingidos no presente trabalho com os valores obtidos experimentalmente. É ainda apre-
sentada uma comparação dos resultados com os cálculos teóricos obtidos pelo EC3 e com
as recomendações CIDECT.
Capítulo 5. Por m, são apresentadas as conclusões retiradas deste trabalho, juntamente







É indiscutível a importância da determinação de cargas de colapso no dimensionamento
de uma estrutura. A determinação de cargas de colapso melhorou signicativamente com
o desenvolvimento de ferramentas numéricas, que com o aumento da complexidade dos
modelos de análise, permitem atingir valores muito próximos da realidade. O problema em
estudo tem como objetivo o cálculo do limite de cargas de colapso de estruturas metálicas
tubulares, através de um programa de elementos nitos, mechpy [6], que implementa
numericamente o Teorema Cinemático e Estático da Análise Limite.
Neste capítulo pretende-se fazer a descrição do problema, o que implica que previamente se
apresente as noções teóricas essenciais incutidas no desenvolvimento da ferramenta de cál-
culo. Considera-se necessário rever alguns conceitos fundamentais estabelecidos na Teoria
da Plasticidade ([4], [11]), com especial interesse nos Teoremas de Análise Limite.
Neste capítulo adopta-se uma notação tensorial, na qual os caracteres que representam
grandezas tensoriais são identicadas através de um sublinhado, cujo número de linhas
representa a ordem do tensor. Nesta notação, o operador : denota o produto contraído
(também denominado de contracção dupla) entre dois tensores da mesma ordem; a : b =
aijbij . Faz-se ainda menção da utilização do operador, tr(·), que denota o traço de um
tensor de 2a ordem; tr(a) = aii.
Em primeiro lugar, considera-se válida a hipótese de linearidade geométrica, onde as con-
dições de equilíbrio podem ser estabelecidas com base na conguração indeformada da
estrutura, desprezando-se nas equações de equilíbrio quaisquer efeitos de 2a ordem. As-
sumindo a hipótese de linearidade geométrica válida, automaticamente pode também ser
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considerada válida a hipótese das pequenas deformações. Esta última, permite estabelecer





(ui,j + uj,i) (2.1)
Alternativamente, pode ser feita uma relação mais conveniente no presente contexto, entre




(u̇i,j + u̇j,i) (2.2)
O problema ainda se baseia nos pressupostos que os materiais são caracterizados por um
comportamento isotrópico, que todas as deformações inelásticas resultam de uma resposta
perfeitamente plástica dos materiais, e que se aplica o carregamento em condições quase
estáticas, permitindo desprezar quaisquer efeitos inerciais.
2.2 Revisão de conceitos da Teoria da Plasticidade
Para assegurar o comportamento plástico de um material, um dos pressupostos do pro-
blema, recorre-se ao controlo da plasticidade através do estado das tensões, introduzindo
a denição do denominado critério de cedência,
f(σ) ≤ 0 (2.3)
Este critério pretende delimitar os estados de tensão considerados admissíveis, sendo que
estabelece também a denominada superfície de cedência,
f(σ) = 0 (2.4)
denida através de uma função escalar do tensor das tensões, σ.
Para ocorrer um incremento das deformações plásticas no material é necessário que o estado
de tensão se encontre sobre a superfície de cedência, ou seja, que se verique a igualdade
presente em (2.4).
No caso mais genérico admite-se que a superfície de cedência inicial possa sofrer altera-
ções com o aparecimento de deformações plásticas. Os modelos mais comuns utilizados
para caracterizar a evolução da superfície de cedência prevêem que esta possa sofrer uma
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dilatação, mantendo contudo a sua forma e origem no espaço das tensões. Este comporta-
mento conduz a um aumento na resistência do material e denomina-se por endurecimento
(hardening) isotrópico. Em oposição, o fenómeno de redução de resistência devido a uma
contracção da superfície de cedência denomina-se de amolecimento (softening). No caso
do modelo prever apenas translação da posição inicial da superfície de cedência no sentido
das deformações plásticas, mantendo no entanto o seu tamanho e forma inicial, está-se
perante o denominado endurecimento cinemático [4].
Assim, a superfície de cedência passa também a ser função não só do estado de tensões
mas também do estado de endurecimento do material, E,
f(σ,E) = 0, (2.5)
sendo a evolução do estado de endurecimento normalmente controlada, independentemente
da trajectória das deformações, através das deformações plásticas ocorridas (strain har-
dening) ou alternativamente através do trabalho plástico dissipado (work hardening).
Uma denição mais restrita de work hardening foi formulada por Drucker, sugere que se
o endurecimento do material por deformação pode ser descrito como uma função do estado
de tensão e da taxa de deformação plástica na forma innitesimal, é válido considerar as
seguintes relações [11]:
σ̇ : ε̇p ⇒

≥ 0, endurecimento do material,
= 0, material perfeitamente plástico,
≤ 0, amolecimento do material.
(2.6)
No entanto, para o problema em estudo, em que os materiais apresentam um comporta-
mento perfeitamente plástico, a superfície de cedência deverá permanecer inalterada ao
longo da evolução do carregamento (E = 0). Na próxima secção serão apresentadas e
discutidas restrições impostas à forma da função da superfície de cedência.
2.2.1 Princípio do Trabalho Plástico Máximo
Considere-se um qualquer estado de tensão admissível, σ, e uma taxa de deformação plás-
tica, ε̇p , gerada nesse estado de tensão. O Princípio do Trabalho Plástico Máximo postula
que, para todo o estado de tensão admissível, σ∗, arbitrariamente escolhido, se verica a
seguinte relação:
∀σ∗ | f(σ∗) ≤ 0 , ∀σ | f(σ) ≤ 0 , (σ − σ∗) : ε̇p ≥ 0 (2.7)
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Este princípio é também muitas vezes observado como consequência do Postulado de Es-
tabilidade de Drucker [11]. Da aplicação do Princípio do Trabalho Plástico Máximo, um
material para ser estável no sentido de Drucker tem de ter mais três propriedades relevantes:
a) a taxa de deformação plástica tem de ser orientada segundo uma normal exterior à
superfície de cedência (com uma lei de escoamento associada);
b) a superfície de cedência dene obrigatoriamente um espaço das tensões admissíveis
convexo;
c) a dissipação plástica por unidade de volume, D, denida pelo produto interno das
tensões pela taxa de deformação plástica,
D(σ, ε̇p) = σ : ε̇p (2.8)
pode passar a ser expressa como função da taxa de deformação plástica, D(ε̇p), desde
que seja conhecida a função de cedência, f(σ) [14].
Para que o produto interno presente em (2.7) possa ser válido para um estado de tensão
elástico inicial arbitrário, o vector correspondente ao incremento de deformação plástica,
deve ser normal ao plano tangente à superfície e com o sentido a apontar para fora da
superfície, é conhecida como a regra da normalidade [11]. As duas primeiras propriedades
são ilustradas através da Figura 2.1.
(a) Normalidade (b) Convexidade
Figura 2.1: Consequências do Princípio do Trabalho Plástico Máximo (Retirado de Vicente
da Silva[4])
Como se pode constatar através da análise da Figura 2.1a, caso o plano perpendicular
à taxa de deformação plástica intercepte o domínio elástico delimitado pela superfície
de cedência, é possível denir uma sub-região na qual os estados de tensão, f(σ∗), nela
contida, violariam necessariamente a condição (2.7) do Princípio do Trabalho Plástico
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Máximo. Repara-se portanto, da necessidade da orientação da taxa de deformação plástica
ser normal à superfície de cedência, e pode-se também concluir acerca da obrigatoriadade
da convexidade do domínio elástico. Para tal, basta constatar que o plano perpendicular
a uma taxa de deformação plástica associada a um estado de tensão, localizado numa
zona convexa da superfície de cedência. Deste modo, toda a região elástica se encontra do
mesmo lado do plano tangente, pelo que se pode concluir que a superfície de cedência tem
de ser convexa (2.1b).
A última propriedade é satisfeita a partir da própria denição da dissipação plástica (2.8) e
da normalidade da taxa de deformação face à superfície de cedência. É de salientar no en-
tanto que, mesmo para uma superfície de cedência não estritamente convexa caracterizada
por múltiplas hipóteses de estados de tensão associados a determinada taxa de deformação
plástica, a dissipação conserva-se ainda como função unívoca da taxa de deformação [4].
2.2.2 Escoamento plástico
Para completar as condições necessárias para denir o comportamento do material quando
este entra em regime plástico, é necessário estabelecer como se processa o escoamento
plástico. Para tal, considere-se a decomposição das deformações totais nas parcelas elástica,
εe , e plástica, εp ,
ε = εe + εp (2.9)
sendo que as deformações plásticas consistem em todas as deformações residuais resultantes
de um carregamento que permanecem no material após se retirar a carga. Contrariamente
às deformações elásticas, com as deformações plásticas não é possível estabelecer uma
relação biunívoca com o campo das tensões.
Pode armar-se que a deformação plástica num ponto de um material exibindo um com-
portamento perfeitamente plástico não é limitada, por isso, é mais adequado exprimir a
relação constitutiva em termos da taxa de deformação, ε̇p.
A introdução de uma nova grandeza que traduza a lei de escoamento plástico, o potencial





, α ∈ R+0 (2.10)
De um ponto de vista geométrico, a condição (2.10) impõe que a direcção da taxa das
deformações plásticas seja normal à superfície do potencial Φ(σ), e o intervalo a que α
pertence, por sua vez, impõe que o sentido da taxa das deformações plásticas se dirija para
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o exterior da superfície. A validade do Princípio do Trabalho Plástico Máximo, impõe que
a função do potencial coincida necessariamente com a função de cedência a menos de uma
constante,
Φ(σ) = f(σ) + cte (2.11)
Consequentemente está-se perante uma lei de escoamento associado [11],[4], conforme ilus-
trado na Figura 2.2. Se na superfície do potencial existir em pontos singulares (não dife-
renciáveis), considera-se que nesses pontos a taxa de deformação possa assumir qualquer
direcção contida no cone formado pelas normais exteriores na vizinhança do ponto (ver
ponto B, Figura 2.2). A convexidade da superfície de cedência imposta pelo Princípio do
Trabalho Plástico Máximo é requisito suciente para garantir a existência deste cone. Pode
assim, ser feita uma generalização da condição de normalidade (2.10), devido à convexidade
da superfície de cedência, recorrendo ao conceito de subgradiente,
ε̇ ∈ α∂Φ(σ) , α ∈ R+0 (2.12)
Figura 2.2: Representação da lei de escoamento associado (Retirado de Vicente da Silva[4])
Para concluir a descrição do escoamento, falta por último referir que para materiais per-
feitamente plásticos é possível a ocorrência de descontinuidades no campo de velocidades,
sendo que estas descontinuidades encontram-se igualmente sujeitas à lei de escoamento
(2.10),(2.12). É de referir que, embora a ferramenta de cálculo utilizada permita conside-
rar este tipo de descontinuidades no campo das velocidades, este recurso não foi utilizado
no presente trabalho.
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2.2.3 Funções de dissipação
São apresentadas nesta subsecção as funções de dissipação associadas aos critérios de ce-
dência com interesse neste trabalho, mais especicamente o critério de Tresca e de von
Mises, que são os critérios mais comummente utilizados para simular o comportamento de
materiais metálicos [2].
Em primeiro lugar, dene-se o espaço das tensões principais ( σI , σII , σIII) e das taxas de
deformação principais ( ε̇I , ˙εII , ˙εIII), pressupondo a seguinte ordenação:
σI > σII > σIII (2.13)
Dene-se também o espaço auxiliar, Cc, obrigando de forma implícita a inclusão das con-
dições de normalidade do escoamento plástico (2.10) e (2.12), faltando apenas restringir
as taxas de deformação plástica admissíveis ao seu domínio. É relevante mencionar que
para os dois critérios anteriormente referidos o escoamento plástico é incompressível, i.e.,
não resulta numa variação de volume do material. Este facto está em consonância com os
resultados dos ensaios experimentais realizados com materiais metálicos [2]. Na Figura 2.3
representam-se, no espaço das tensões principais, as superfícies de cedência correspondentes
a cada critério considerado.
(a) Tresca (b) von Mises
Figura 2.3: Representação gráca das superfícies de cedência (Retirado de Vicente da
Silva[4])
Critério de Tresca
O critério de Tresca resulta da imposição de uma tensão tangencial máxima, c, a qual
nunca pode ser excedida [5]. Deste modo, para o critério de Tresca a expressão da função
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de cedência é dada por,
f(σ) = σI − σIII − 2c (2.14)
Por sua vez a função de dissipação e o espaço Cc são denidos através das expressões,
D(ε̇p) = c(| ε̇pI | + | ε̇
p
II | + | ε̇
p
III |) , ∀ε̇
p ∈ Cc (2.15)
ε̇p ∈ Cc ⇔ tr(ε̇p) = 0 (2.16)
Critério de von Mises
O critério de von Mises resulta da imposição de uma energia de distorção máxima, resul-






onde k é a tensão de corte de cedência obtida num ensaio de tracção uniaxial. A função
de dissipação e o espaço Cc são denidos através das expressões,
D(ε̇p) = k
√
2tr((ε̇p)2) , ∀ε̇p ∈ Cc (2.18)
ε̇p ∈ Cc ⇔ tr(ε̇p) = 0 (2.19)
Dissipação em superfícies de escorregamento
Conforme já foi mencionado, a Teoria da Plasticidade não exclui a possibilidade da ocor-
rência de descontinuidades no campo das velocidades, surgindo, assim, a necessidade de
quanticar a dissipação plástica que ocorre nesta situação. A velocidade relativa, v̂, num
ponto genérico da superfície de escorregamento é obtida através da diferença entre as ve-
locidades de dois sub-domínios adjacentes,
v̂ = u̇2 − u̇1 (2.20)
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sendo que as componentes normal e tangencial da velocidade relativa, são denidas por:
v̂ ⇒
 v̂n = (v̂ · n)nv̂t = v̂ − v̂n (2.21)
Para o caso dos materiais puramente coesivos (Tresca e von Mises) a condição de norma-
lidade é expressa por:
v̂ ∈ Cd ⇒ v̂ · n = 0 (2.22)
o espaço Cd desempenha, para o campo das velocidades relativas, uma função correspon-
dente à que é desempenhada pelo o espaço, Cc, para o campo da taxa das deformações. A
dissipação, é por sua vez, denida pela seguinte expressão:
D(v̂) = kI | v̂t | (2.23)
onde kI é a tensão de corte limite na interface, que corresponde ao valor dos parâmetros c
e k para os materiais tipo Tresca e tipo von Mises, respectivamente.
2.3 Análise Limite
A Análise Limite debruça-se sobre a determinação de cargas de colapso de sistemas me-
cânicos. Considera-se que um sistema mecânico atingiu um carregamento limite, estando
iminente o seu colapso, sempre que para um carregamento admissível possam ocorrer de-
formações plásticas incontroláveis na estrutura [11]. As soluções para qualquer problema
de mecânica devem respeitar três condições:
i. o equilíbrio;
ii. a compatibilidade;
iii. as propriedades dos materiais.
Seria ideal que as soluções respeitassem as três condições, no entanto, dada a complexidade
dos problemas, existe a possibilidade de simplicar os cálculos de estabilidade, ignorando
algumas das condições de equilíbrio e de compatibilidade e usar dois importantes teoremas
da teoria do colapso plástico. Ignorando a condição de equilíbrio, pode ser determinado
um limite superior da carga de colapso de forma a que se uma estrutura for carregada
até este nível, colapsará. Se por outro lado, ignorar-se a condição de compatibilidade,
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pode determinar-se um limite inferior da carga de colapso, de forma a que uma estrutura
carregada até este valor não colapsará. É claro que, a verdadeira carga de colapso estará
entre estes dois limites.
Também é importante claricar que, na Análise Limite, o material é considerado per-
feitamente plástico. Esta condição restringe os problemas para apenas dois tipos de
comportamento, comportamento elásto-perfeitamente plástico e comportamento rígido-
perfeitamente plástico. Apesar das notáveis diferenças nestes dois tipos de comportamento
e tendo em conta a linearidade geométrica, a região de carregamentos admissíveis é coinci-
dente, no caso dos dois sistemas mecânicos apresentarem critérios de cedência idênticos [11].
Isto signica que as deformações elásticas não inuenciam a carga de colapso, tomando em
consideração este facto, e sem perder qualquer generalidade para o comportamento elasto-
plástico, assume-se os corpos constituídos por um material rígido-perfeitamente plástico.
É neste contexto que faz sentido o uso de teoremas da Análise Limite. Considerando
um carregamento a um corpo com um material rígido-perfeitamente plástico, a partir do
qual começa a haver escoamentos plásticos e deformações irreversíveis, chamado de colapso
plástico, é possível aplicar os teoremas estático e cinemático. Deste modo, os teoremas da
Análise Limite constituem uma poderosa ferramenta teórica, que permite, de uma forma
rápida, a obtenção de majorantes/minorantes para as cargas de colapso.
2.3.1 Teorema Estático
Considerando um carregamento admissível, um carregamento para o qual é possível obter
uma distribuição de tensões equilibradas, que respeite em todo o domínio a condição de
cedência (2.3). Entende-se por distribuição de tensões equilibradas, um campo de tensões
que respeita não só as condições de equilíbrio no domínio, Ω,
σij,i + bj = 0 , (2.24)
mas também nas fronteiras estáticas, Γσ , onde são prescritas forças de fronteira, t,
σ · n = t em Γσ , (2.25)
onde o vector, n, representa o versor da normal exterior à fronteira. Em (2.24), bj , repre-
senta a componente, na direcção j, do vector das forças de massa, b.




Se para um determinado carregamento for possível obter pelo menos uma distribuição de
tensões que seja admissível, isto é, onde as condições de cedência (2.3) e de equilíbrio (2.24)
se veriquem localmente em todo o domínio e satisfaça igualmente a condição equilíbrio
(2.25) na fronteira estática, então esse carregamento pertence à região dos carregamentos
admissíveis (ou suportáveis).
2.3.2 Teorema Cinemático
O teorema Cinemático pode ser enunciado do seguinte modo:









b · u̇∗ dΩ +
∫
Γσ
t · .u∗ dΓ (2.26)





então esse carregamento é não interior à região dos carregamentos admissíveis (não estando
eliminada a hipótese de se tratar de um carregamento limite). Neste instante, torna-se
necessário precisar o conceito de campo de velocidades compatível que surge na enunciação
do Teorema Cinemático. Entende-se por campo de velocidades compatível todo aquele
campo que respeita as condições de compatibilidade na fronteira cinemática, Γu , expressa
pela condição,
u̇ = 0 em Γu (2.28)
e cujo campo da taxa de deformações, ε̇, a ele associado através da condição de compati-
bilidade (2.2), respeite a regra de escoamento associado estabelecida por (2.10-2.12).
2.4 Considerações Finais
Com base neste enquadramento teórico, introduzido na ferramenta de cálculo utilizada,
pretende-se determinar estimativas de elevado grau de precisão de cargas de colapso de um
conjunto de problemas relacionados com juntas tubulares de CHS, recorrendo à Análise
Limite. De todos os materiais estruturais normalmente utilizados na Engenharia Civil, o
aço é aquele que apresenta o comportamento plástico que mais se adequa à Análise Limite.
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Contudo, a esbelteza das estruturas metálicas leva ao aparecimento frequente de efeitos
de 2a ordem, conduzindo a limitações da capacidade resistente devido a efeitos de insta-
bilidade. A incompatibilidade destes efeitos com a linearidade geométrica pressuposta na
Análise Limite, não permite a sua utilização no dimensionamento das estruturas metálicas.
Não obstante, no caso do problema em estudo pensa-se que este tipo de fenómenos não têm
uma inuência preponderante no efeito da capacidade resistente da junta, adequando-se




Nesta secção é apresentado um conjunto de casos que serão objetos de estudo para a
aplicação da formulação de análise limite desenvolvida na determinação da capacidade
resistente de juntas de pers metálicos tubulares de secção circular, CHS (Circular Hollow
Section), de elementos sujeitos a esforços axiais de compressão.
Os tipos de juntas abrangidos por este trabalho, K, N, X, T, fazem parte de um grupo
denominado de juntas planas de secção circular e desempenham um papel fundamental no
âmbito da construção metálica. Aspetos como a segurança e funcionalidade, associados à
resistência e deformabilidade de uma estrutura metálica, dependem diretamente da eci-
ência das suas juntas. Estes pers tubulares são normalmente utilizados em treliças, onde
as ações são maioritariamente equilibradas por esforço axial nas barras e, eventualmente,
por momento etor.
O critério utilizado para escolha dos casos de estudo foi a existência de resultados experi-
mentais que permitissem uma confrontação com os resultados do modelos computacionais,
permitindo deste modo uma adequada validação da abordagem proposta. Segue-se en-
tão uma descrição sucinta dos ensaios experimentais e respectivos resultados. Para mais
detalhes aconselha-se a leitura das referências bibliográcas apresentadas.
3.1 Juntas tubulares de secção em K
O presente exemplo consiste na modelação numérica de três ensaios experimentais selec-
cionados de um conjunto de ensaios conduzidos por Kurobane et al. [10], sendo que dois
destes casos serão comparados com os resultados da modelação documentada em [4]. Nes-
tes ensaios estudam-se três juntas tubulares em forma de K de CHS, caracterizadas pela
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união de dois pers secundários, designados de diagonais, a um terceiro perl conside-
rado principal, denominado de corda. Este tipo de junta é muito frequente em estruturas
treliçadas metálicas.
A principal diferença dos três ensaios aqui analisados está no afastamento entre as dia-
gonais, denido através do parâmetro geométrico de afastamento g (gap), estudando-se
também quando este afastamento é negativo, que acontece quando existe sobreposição das
diagonais. Como se poderá constatar, este pormenor condicionará o tipo de rotura obser-
vado. A corda usada nestes testes tem um diâmetro exterior de 216,4 mm, para o ensaio
com afastamento das diagonais, e de 216.1 mm, para os ensaios com sobreposição das dia-
gonais. Todas as diagonais usadas nos testes (comprimida e traccionada) têm um diâmetro












Figura 3.1: Representação de uma junta tubular em K
Na Tabela 3.1 denem-se os parâmetros geométricos, nomeadamente o diâmetro, d, e a
espessura, t, dos pers e o afastamento, g, entre as diagonais, sendo que um valor negativo
deste parâmetro representa a existência de sobreposição destes pers na zona de ligação.
Indicam-se, também, neste quadro os valores experimentais obtidos para a tensão de ce-
dência dos pers, σy, obtidos através de dois ensaios preliminares distintos. No primeiro
destes ensaios testam-se provetes constituídos por placas retiradas de cortes longitudinais
dos pers, sendo que no segundo se testam troços do perl com a secção completa. O
material foi modelado tendo por base a média das tensões de cedência experimentais. Por
último, indica-se o valor registado para a carga máxima suportada por cada junta durante
o ensaio.
Em relação ao procedimento, os espécimes foram introduzidos numa plataforma de car-
regamento e foi aplicada uma carga compressiva na extremidade de uma das diagonais.
18
3.2 Juntas tubulares de secção em N
Tabela 3.1: Caracterização dos ensaios experimentais da Junta K
Ensaio Elem.
Parâmetros geométricos Result. experimentais
d t g σy [MPa] Carga máx.
[mm] [mm] [mm] Provete Secção [kN]
G2C
corda 216.4 7.82 - 480 478
836
diagonais 165 5.28 29.5 363 371
I3C
corda 216.1 7.9 - 478 476
922
diagonais 165 5.28 -30 363 371
L3C
corda 216.1 7.9 - 478 476
885
diagonais 165 5.28 -90 363 371
Foi introduzida uma estrutura de suporte que bloqueia os pers desde uma das extre-
midades da corda até à extremidade da diagonal traccionada, de modo a não permitir a
exão dessa zona da junta. A deformação geral dos espécimes na direção do carregamento
foi medida com LVDTs (Transformadores Diferenciais Variáveis Lineares), transdutores
que servem para medir o deslocamento linear. Foram utilizados medidores de resistência
elétrica cimentados na superfície da diagonal comprimida para medir as tensões axiais.
Os espécimes ensaiados sofreram rotura por plasticação da diagonal na existência de so-
breposição das diagonais e rotura por plasticação da corda foi observada para o espécimes
com afastamento das diagonais. Os modos de rotura são ilustrados através da Figura 3.2.
(a) Plasticação da corda (b) Plasticação da diagonal
Figura 3.2: Modos de rotura dos espécimes ensaiados (Retirado de Kurobane[10])
3.2 Juntas tubulares de secção em N
O próximo exemplo consiste na modelação numérica de dois ensaios experimentais, um
conduzido por Fung et al. [8], e outro posteriormente por Gho et al. [9], que estudaram
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a mesma junta, diferindo apenas a geometria. Nestes ensaios estudam-se duas juntas
tubulares em forma de N de CHS, caracterizada pela união de um perl designado como
diagonal a um perl considerado principal, denominado de corda, e ainda um perl que
descarrega na diagonal, designada de montante.
Os dois ensaios aqui analisados diferem nas condições geométricas, nomeadamente no afas-
tamento entre a união do montante à diagonal e a união da diagonal à corda, denido
através do parâmetro geométrico g (gap), do ângulo que a diagonal faz com a corda, de-
ndo por θ, e as próprias dimensões dos elementos da junta. Comparando com o primeiro
ensaio [8], no segundo relato experimental [9] é evidente o objetivo de acelerar o processo
de colapso da junta, na medida em que se aumentou o gap, g, de 85mm para 143mm, e
se diminuiu o ângulo, θ, que a diagonal faz com a corda, de 45° para 30°. Na Figura 3.3














Figura 3.3: Representação de uma junta tubular em N
Na Tabela 3.2, denem-se os parâmetros geométricos, nomeadamente, o comprimento, L,
o diâmetro, d, a espessura, t, dos pers, o afastamento, g, entre as interseções dos pers e
o ângulo, θ, que a diagonal faz com a corda. Indicam-se também neste quadro os valores
experimentais obtidos para a tensão de cedência dos pers, σy, obtidos através de um
ensaio preliminar em que se testam seis provetes (dois por cada membro) constituídos por
placas retiradas de cortes longitudinais dos pers. Por último, indica-se o valor registado
para a carga máxima suportada por cada junta durante o ensaio.
Em relação ao procedimento, os espécimes sofreram um carregamento axial no montante,
sendo que as extremidades da corda e a extremidade da diagonal permaneceram xas,
soldadas a uma placa plana e aparafusadas ao equipamento de suporte da máquina de
carregamento.
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Tabela 3.2: Caracterização dos ensaios experimentais da junta N
Ensaio Elem.
Parâmetros geométricos Result. experimentais
L d t g Θ σy (*) Carga máx.
[mm] [mm] [mm] [mm] [°] [MPa] [kN]
FUNG
corda 4920 457.2 12.7 - - 377
980.0diagonal 2615 273.1 9.3 85 45 374
montante 1593 168.3 7.1 - - 386
GHO
corda 2640 219.1 7.9 - - 361
380.5diagonal 1870 168.3 7.1 143 30 403
montante 623 88.9 5.5 - - 380
* obtida em provetes
A partir da observação experimental, nos dois relatos experimentais [8], [9], a rotura foi
associada à plasticação da parede da diagonal através da carga exercida a partir do mon-
tante, como se pode observar na Figura 3.4. Durante os testes, a rotura das amostras foi
gradual e nenhum ruído de quebra foi ouvido. A parede da corda permaneceu intacta du-
rante todo o teste. O modo de rotura das amostras da junta foi semelhante ao encontrado
em juntas T/Y e juntas K com gap positivo, carregadas axialmente. Para as amostras
ensaiadas, a carga aplicada foi transferida principalmente do montante para a diagonal,
sendo que a parede da corda atuou como um diafragma e impediu a deformação transver-
sal da diagonal. Na observação experimental não foi detectada nenhuma rotura no gap,
soldaduras e superfícies dos membros.
(a) FUNG (b) GHO
Figura 3.4: Modos de rotura dos espécimes ensaiados (Retirado de Fung[8] e Gho[9])
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3.3 Juntas tubulares de secção em X
Nesta secção descrevem-se os resultados de oito ensaios experimentais, que foram realizados
em juntas X de CHS, selecionados de um conjunto de ensaios conduzidos por Chen et al.
[3]. Nestes ensaios estuda-se a junta tubular em forma de X, caracterizada por dois pers
secundários designados de montantes, ligados perpendicularmente a um perl considerado
principal, denominado de corda.
Os espécimes foram testados aplicando uma força de compressão axial nas extremidades
dos montantes e pretendeu-se analisar o tipo de rotura e a consequente carga de colapso
através de quatro diferentes curvaturas da corda, 1/R, sendo que este estudo é feito para
duas dimensões diferentes do montante. Os membros da corda foram produzidos com
tubos de aço laminado a quente com seção transversal idêntica de CHS 140x5.0, que tem o
diâmetro (d0) de 140 mm e a espessura da parede (t0) de 5,0 mm. Alguns deste membros
foram posteriormente dobrados por indução electromagnética com três raios de curvatura
diferentes (R) de 420 mm, 840 mm e 1260 mm. O comprimento do membro da corda é de
600 mm (> 4d0) para garantir que as tensões na região da interseção do montante e da
corda não sejam afetadas pelas extremidades da corda. Os montantes foram produzidos
com tubos de aço laminado a quente com duas secções transversais diferentes de CHS
114x3.0 e CHS 89x2.5, que têm o diâmetro (d1) de 114 mm e 89 mm, respectivamente,
bem como a espessura da parede (t1) de 3,0 mm e 2,5 mm, respectivamente. A distância
entre a placa de extremidade soldada na extremidade do montante até ao centro da corda
foi limitada a 250 mm para evitar a encurvadura do montante, o que podia não revelar














Figura 3.5: Representação de uma junta tubular em X
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Na Tabela 3.3 denem-se os parâmetros geométricos, nomeadamente o diâmetro, d, e a
espessura, t, dos pers e o raio de curvatura, R, da corda. Indicam-se, também, neste
quadro os valores experimentais obtidos para a tensão de cedência dos pers, σy, obtidos
através de um ensaio preliminar em que se testam provetes constituídos por placas retiradas
de cortes longitudinais dos pers. Os espécimes foram todos fabricados com a mesma
tensão de cedência, mas devido ao processo de indução, a resistência do material aumentou
ligeiramente, diminuindo a sua ductilidade. Por último, indica-se o valor registado para a
carga máxima suportada por cada junta durante o ensaio.
Tabela 3.3: Caracterização dos ensaios experimentais da Junta X
Ensaio Elem.
Parâm. geométricos Result. experimentais
d t Curvatura σy (*) Carga máx.
[mm] [mm] 1/R[mm−1] [MPa] [kN ]
XB89x2.5R420
corda 140 5.0 1/420 298
138.3
montante 89 2.5 - 278
XB89x2.5R840
corda 140 5.0 1/840 298
134.3
montante 89 2.5 - 278
XB89x2.5R1260
corda 140 5.0 1/1260 298
133.6
montante 89 2.5 - 278
XB89x2.5
corda 140 5.0 0 275
92.4
montante 89 2.5 - 278
XB114x3.0R420
corda 140 5.0 1/420 298
169.6
montante 114 3.0 - 310
XB114x3.0R840
corda 140 5.0 1/840 298
191.2
montante 114 3.0 - 310
XB114x3.0R1260
corda 140 5.0 1/1260 298
182.8
montante 114 3.0 - 310
XB114x3.0
corda 140 5.0 0 275
164.5
montante 114 3.0 - 310
*obtida em provetes
Em relação ao procedimento, todos os espécimes foram ensaiados na mesma máquina de
carregamento com os montantes inferiores conectados rmemente a uma base, aplicando
uma compressão axial nos montantes superiores. Duas placas de aço foram soldadas nas
extremidades dos montantes para garantir o contato total entre os espécimes e a máquina
de carregamento.
Na Figura 3.6 apresentam-se os resultados dos ensaios experimentais, relacionando a carga
axial com o deslocamento vertical medido por transdutores de deslocamento distribuidos
pelo elemento ensaiado. As curvas completas da Figura 3.6 representam os estágios elástico,
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elasto-plástico, plástico e de descarga de cada espécime ensaiado. Pode-se constatar o claro
aumento de resistência nos elementos onde foi utilizada curvatura na corda, em relação aos
mais convencionais, com a corda reta.
(a) CHS XB89x2.5 (b) CHS XB114x3.0
Figura 3.6: Relação entre a carga axial e o deslocamento vertical dos espécimes ensaiados
(Retirado de Chen[3])
Na Tabela 3.4 são apresentados os modos de rotura referentes a cada ensaio. Segundo os
autores dos ensaios, foram observados três modos de rotura a partir dos testes, nomeada-
mente a plasticação da corda (CP), a rotura por encurvadura local do montante carregado
(LBFB) e o deslocamento fora do plano do montante carregado (OSB). Estes modos de
rotura são ilustrados através da Figura 3.7. É interessante referir que a rotura por encur-
vadura local dos montantes ocorreu apenas para as juntas X de CHS com curvatura na
corda, que traduz numa maior capacidade resistente em relação às juntas X de CHS, mais
convencionais, com corda reta.
Tabela 3.4: Modos de rotura dos espécimes ensaiados (Retirado de Chen[3])










3.4 Juntas tubulares de secção em T
(a) CP (b) LBFB
(c) OSB
Figura 3.7: Modos de rotura dos espécimes ensaiados (Retirado de Chen[3])
3.4 Juntas tubulares de secção em T
Nesta secção descrevem-se os resultados de oito ensaios experimentais, que foram realizados
em juntas T de CHS, selecionados de um conjunto de ensaios conduzidos por Feng et al. [7],
os mesmos autores que conduziram o exemplo anterior [3]. Nestes ensaios estuda-se a junta
tubular em forma de T, caracterizada por um perl secundário designado de montante,
ligado perpendicularmente a um perl considerado principal, denominado de corda.
Os espécimes foram testados aplicando uma força de compressão axial na extremidade
do montante, e como no exemplo anterior, pretendeu-se analisar o tipo de rotura e a
consequente carga de colapso através de quatro diferentes curvaturas da corda, 1/R, sendo
que este estudo é feito para duas dimensões diferentes do montante. Os membros da corda
foram produzidos com tubos de aço laminado a quente com seção transversal idêntica de
CHS 140x5.0, que tem o diâmetro (d0) de 140 mm e a espessura da parede (t0) de 5,0
mm. Alguns deste membros foram posteriormente dobrados por indução electromagnética
com com três raios de curvatura diferentes (R) de 420 mm, 840 mm e 1260 mm. O
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comprimento do membro da corda é de 600 mm (> 4d0) para garantir que as tensões na
região da interseção do montante e da corda não sejam afetadas pelas extremidades da
corda. Os montantes foram produzidos com tubos de aço laminado a quente com duas
secções transversais diferentes de CHS 114x3.0 e CHS 89x2.5, que têm o diâmetro (d1) de
114 mm e 89 mm, respectivamente, bem como a espessura da parede (t1) de 3,0 mm e 2,5
mm, respectivamente. A distância entre a placa de extremidade soldada na extremidade
do montante até ao centro da corda foi limitado a 250 mm para evitar a encurvadura do
montante, o que pode não revelar a verdadeira capacidade máxima das juntas tubulares.









Figura 3.8: Representação de uma junta tubular em T
Na Tabela 3.5, denem-se os parâmetros geométricos, nomeadamente, o diâmetro, d, e a
espessura, t, dos pers e o raio de curvatura, R, da corda. Indicam-se, também, neste
quadro os valores experimentais obtidos para a tensão de cedência dos pers, σy, obtidos
através de um ensaio preliminar em que se testam provetes constituídos por placas retiradas
de cortes longitudinais dos pers. Os espécimes foram todos fabricados com a mesma
tensão de cedência, mas devido ao processo de indução, a resistência do material aumentou
ligeiramente, diminuindo a sua ductilidade. É interessante perceber a inuência que esta
perda de ductilidade pode inuenciar nos resultados, na medida em que um dos príncipios
da Análise limite não permite considerar um comportamento que não seja perfeitamente
plástico após cedência do elemento em estudo. Por último, indica-se o valor registado para
a carga máxima suportada por cada junta durante o ensaio.
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Tabela 3.5: Caracterização dos ensaios experimentais da Junta T
Ensaio Elem.
Parâm. geométricos Result. experimentais
d t Curvatura σy (*) Carga máx.
[mm] [mm] 1/R[mm−1] [MPa] [kN ]
TB89x2.5R420
corda 140 5.0 1/420 298
187.5
montante 89 2.5 - 278
TB89x2.5R840
corda 140 5.0 1/840 298
163.8
montante 89 2.5 - 278
TB89x2.5R1260
corda 140 5.0 1/1260 298
167.2
montante 89 2.5 - 278
TB89x2.5
corda 140 5.0 0 275
125.3
montante 89 2.5 - 278
TB114x3.0R420
corda 140 5.0 1/420 298
277.8
montante 114 3.0 - 310
TB114x3.0R840
corda 140 5.0 1/840 298
290.1
montante 114 3.0 - 310
TB114x3.0R1260
corda 140 5.0 1/1260 298
263.4
montante 114 3.0 - 310
TB114x3.0
corda 140 5.0 0 275
171.4
montante 114 3.0 - 310
* obtida em provetes
Todos os espécimes foram ensaiados na mesma máquina de carregamento com as extremi-
dades da corda apoiadas aplicando uma compressão axial nos montantes superiores. Na
Figura 3.9 apresentam-se os resultados dos ensaios experimentais, relacionando a carga
axial com o deslocamento vertical medido por transdutores de deslocamento distribuidos
pelo elemento ensaiado.
(a) CHS TB89x2.5 (b) CHS TB114x3.0




Na Tabela 3.6 são apresentados os modos de rotura referentes a cada ensaio. Segundo os
autores dos ensaios, foram observados três modos de rotura a partir dos testes, nomeada-
mente a plasticação da corda (CP), a rotura por encurvadura local do montante carregado
(LBFB) e a rotura por cedência da secção do montante carregado (MYFB). Estes modos
de rotura são ilustrados através da Figura 3.10. Nota-se que a rotura por encurvadura
local e a rotura cedência da secção do montante carregado ocorreu apenas para as juntas
T de CHS com curvatura na corda, que se traduz numa maior capacidade resistente em
relação às juntas T de CHS, mais convencionais, com corda reta.
Tabela 3.6: Modos de rotura dos espécimes ensaiados (Retirado de Feng[7])









(a) CP (b) LBFB
(c) MYFB






A utilização da Análise Limite como ferramenta de cálculo é uma abordagem que revela
uma boa capacidade de prever a capacidade resistente de juntas metálicas tubulares [15].
Posto isto, pretende-se neste capítulo mostrar a grande versatilidade e capacidade de cál-
culo através da ferramenta numérica mechpy, que implementa numericamente o Teorema
Cinemático e Estático da Análise Limite.
De modo a enriquecer o objetivo deste trabalho, estavam previstas duas análises, utilizando
o Teorema Cinemático e Teorema Estático da Análise Limite, fazer uma estimativa supe-
rior e inferior de carga de colapso. Devido à esbelteza dos elementos das juntas, o Teorema
Estático demonstrou ter alguns problemas de convergência, e por isso, a necessidade de
modelos com um elevado número de elementos, exigindo um esforço computacional insu-
portável. Perante esta contrariedade, optou-se apenas pela análise utilizando o Teorema
Cinemático da Análise Limite. Rera-se, que como alternativa poder-se-ia recorrer a uma
formulação não estrita do Teorema Estático. Este tipo de formulações conduzem, em regra,
a resultados de melhor qualidade e necessitam de um menor esforço computacional. Con-
tudo, não apresentam a garantia de produzir um minorante da carga de colapso teórica.
Esta abordagem não foi considerada porque o software utilizado não apresenta esta opção
para elementos tridimensionais.
Tendo em conta as condições geométricas e de simetria dos problemas modelou-se apenas
parte da estrutura, utilizando-se malhas não estruturadas de elementos nitos tetraédricos
29
Modelação computacional e discussão de resultados
de 10 nós. Os códigos computacionais para malhas não estruturadas são mais exíveis, não
necessitam ser alterados quando a malha é localmente renada e adaptam-se sem quais-
quer limitações a nível geométrico. Estes elementos permitem obter uma aproximação
quadrática para o campo das velocidades, e um campo linear para a aproximação da taxa
das deformações [6]. Rera-se que a escolha da utilização de malhas não estruturadas foi
condicionada pela geometria das peças. Optou-se também por utilizar malhas de elevado
grau de renamento por forma a garantir a obtenção de resultados de elevada precisão.
Nos modelos numéricos não foram considerados nem os pormenores das soldaduras nem
o peso próprio da estrutura. Salienta-se que esta última simplicação possibilita a mo-
delação duma zona muito restrita da junção dos pers, não afectando, contudo, o rigor
da análise. Estima-se que o peso total de cada espécime seja um valor muito pequeno
comparativamente à ordem de grandeza das cargas no instante de colapso. O material
foi modelado tendo por base o critério de von Mises, comummente mais utilizado, sendo
o valor da tensão de corte de cedência, dado por σy/
√
3, em que σy é a tensão cedência
experimental num ensaio de tração. Contudo, numa fase nal da execução deste trabalho,
decidiu-se modelar também o material com base no critério de Tresca, utilizando, em regra,
os modelos mais renados do estudo pelo critério de von Mises e a reta de convergência
calculada a partir dos testes modelados por base neste critério. Deste modo, é possível
fazer uma estimativa carga de colapso teórica com base no critério Tresca.
4.2 Juntas tubulares de secção em K
Pretende-se através dos resultados da análise numérica, fazer o estudo comparativo em re-
lação a três ensaios experimentais seleccionados conduzidos por Kurobane et al. [10] e com
os resultados obtidos na modelação numérica conduzida por Vicente da Silva [4] referente
a dois destes três ensaios, de modo a validar a metodologia utilizada. Para este exemplo,
devido às condições de simetria do problema modelou-se apenas metade da estrutura. Em
primeiro lugar, é comparado o ensaio com afastamento entre as diagonais (g=29.5mm),
seguidamente o ensaio com a sobreposição das mesmas (g=-30.0mm), e por último uma
sobreposição mais evidente (g=-90.0mm), este apenas comparado com os resultados expe-
rimentais. Ilustra-se na Figura 4.1 o modelo tipo da malha utilizada no cálculo referente ao
ensaio com gap positivo (g=29.5mm). Procedeu-se a uma concentração de elementos onde
se esperava uma maior concentração da dissipação plástica na formação do mecanismo
de colapso. Salienta-se que a concentração de elementos foi aumentada progressivamente
nestas zonas, para ser perceptível a convervegência da solução.
Na Tabela 4.1, encontram-se indicados os valores para as cargas de colapso obtidos através
da análise numérica, juntamente com o valor do erro comparativo, em relação ao resultado
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Figura 4.1: Malha tipo da junta tubular em K com afastamento entre as diagonais
experimental [10]. A discrepância observada entre a carga de colapso numérica e experi-
mental, é menor que 10%, um valor bastante aceitável neste tipo de análise. Rera-se que o
valor da carga de colapso atingido está claramente a convergir para o valor experimental e
apresenta um erro quase nulo comparado com o valor atingido na análise numérica condu-
zida por Vicente da Silva [4], validando assim, o modelo utilizado e as simplicações assu-
midas. Para uma melhor visualização dos resultados, na Figura 4.2 apresenta-se o gráco
da análise de convergência da junta K com afastamento entre as diagonais (g=29.5mm).
A convergência da solução com base no critério de von Mises é conseguida recorrendo à
utilização de vários níveis de renamento do modelo. Fazendo uma regressão linear dos
valores das respetivas cargas de colapso atingidas nos diferentes testes, torna-se possível
efetuar uma projecção do valor da carga de colapso de um modelo teórico com um número
innito de elementos. A estimativa da carga de colapso teórica com base no critério de
Tresca é feita a partir do modelo mais renado do estudo pelo critério de von Mises. Com
a utilização do declive da reta de convergência calculada com base no critério de von Mises
é possível também, fazer uma projeção da carga de colapso de um modelo com um número
innito de elementos. Esta técnica será utilizada em todos os ensaios presentes neste
trabalho.
Apresentam-se na Figura 4.3 as distribuições da dissipação plástica juntamente com a
conguração do mecanismo de colapso do modelo analisado. A conguração do mecanismo
de colapso revela a rotura por exão da parede da corda, exatamente o mecanismo de
colapso obtido no ensaio experimental conduzido por Kurobane et al. [10] e que na análise
numérica conduzida por Vicente da Silva [4] já tinha sido constatada. É de realçar a
semelhança com a imagem fotográca, reproduzida na Figura 3.2a do Capítulo 3, que
ilustra uma rotura do mesmo género.
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Modelo 1 100106 960.0 14.8%
Modelo 2 203236 932.3 11.5%




Vicente da Silva [4] 217801 918.2 9.8%
Kurobane [10] - 836.0 -
* modelação com o critério de Tresca









f(x) = 5411169.6x+ 906.1
R2 = 0.99832
906.0 kN → 8.4 %
829.3 kN → -0.8 %

























Figura 4.2: Convergência dos resultados da análise numérica (G2C)
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(a) Dissipação Plástica
(b) Mecanismo de Colapso
Figura 4.3: Solução da análise do modelo G2C
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Pretende-se para esta junta em particular, olhando para a zona da união entre os pers
secundários (diagonais) ao perl principal (corda), alterar o parâmetro g, para se perceber
o que a alteração deste parâmetro pode inuenciar no valor da carga de colapso e na
respetiva conguração do mecanismo de colapso. Seguidamente analisa-se o segundo caso,
que a grande diferença para o ensaio anterior, é a sobreposição das diagonais. Adoptando
a estratégia utilizado por Vicente da Silva [4], no caso da sobreposição das diagonais,
estudaram-se dois modelos distintos, identicados como (1) e (2), onde se consideram as
duas possibilidades de sobreposição existentes: (1) a sobreposição da diagonal traccionada
sobre a diagonal comprimida; (2) o caso contrário.
Ilustra-se na Figura 4.4 o modelo tipo das malhas utilizadas no cálculo referentes aos
ensaios com sobreposição das diagonais. Procedeu-se a uma elevada concentração de ele-
mentos onde era expectável uma maior concentração da dissipação plástica na formação
do mecanismo de colapso. Na Figura 4.4a apresenta-se a malha tipo para o caso da sobre-
posição da diagonal traccionada sobre a diagonal comprimida (1), onde se espera a rotura
da diagonal comprimida por cedência do material. Na Figura 4.4b apresenta-se a malha
tipo para o caso da sobreposição da diagonal comprimida sobre a diagonal traccionada (2),
onde se espera a rotura na zona da sobreposição das diagonais. Nota-se também a inclusão
de um troço pouco discretizado na zona de carregamento. Este troço é assumido como
rígido, para o efeito de aplicação da carga, utilizado em todas as análises, que não afeta
em nada o rigor das mesmas.
(a) Sobreposição (1) (b) Sobreposição (2)
Figura 4.4: Malhas tipo das juntas tubulares em K com sobreposição das diagonais
Nas Tabelas 4.2 e 4.3 encontram-se indicados os valores para as cargas de colapso obtidos
através da análise numérica aos ensaios com gap negativo (g=-30.0mm), juntamente com
o valor do erro comparativo, em relação aos resultados experimentais [10] e aos resulta-
dos obtidos por Vicente da Silva [4]. Com base nos resultados da análise numérica, nas
Figuras 4.5 e 4.6 apresentam-se os grácos da análise de convergência, para os casos das
sobreposições (1) e (2), respetivamente.
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O gráco da Figura 4.5 mostra que o valor atingido foi praticamente igual nos diferentes
testes numéricos e justica-se pelo facto da estrutura colapsar por cedência do material, e
não na zona da ligação. Rera-se também que, o valor atingido por todos os testes feitos
na presente análise numérica, é exatamente igual ao valor da carga que o material estaria
preparado para aguentar.





Modelo 1 106616 972.4 5.5%




Vicente da Silva [4] 101795 958.6 4.0%
Kurobane [10] - 922.0 -
* modelação com o critério de Tresca









f(x) = 2538.1x+ 972.3
R2 = 0.99902
972.3 kN → 5.5 %
























Figura 4.5: Convergência dos resultados da análise numérica (I3C(1))
No gráco da Figura 4.6, com a mudança na sobreposição dos pers, já é notória a conver-
gência da solução em relação ao ensaio experimental. Rera-se também que a discrepância
observada entre a carga de colapso numérica e experimental, é de apenas 3%, resultado
muito bom para este tipo de análise. Estes resultados obtidos são claramente indicativos
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de que nos ensaios conduzidos por Kurobane et al. [10] utilizou-se a sobreposição diago-
nal comprimida sobre a diagonal traccionada (2), informação que não constava no relato
experimental.





Modelo 1 227607 965.9 4.8%




Vicente da Silva [4] 101795 951.1 3.2%
Kurobane [10] - 922.0 -
* modelação com o critério de Tresca








f(x) = 3646829.7x+ 949.8
R2 = 0.99887
949.8 kN → 3.0 %
921.0 kN → -0.1 %























Figura 4.6: Convergência dos resultados da análise numérica (I3C(2))
Apresenta-se nas Figuras 4.7 e 4.8 as distribuições da dissipação plástica juntamente com
a conguração do mecanismo de colapso dos modelos analisados, com gap negativo (g=-
30.0mm), referentes às duas sobreposições estudadas (1) e (2), respetivamente. É ainda
apresentada a amplicação de um detalhe do modelo da sobreposição (2), que permite uma
melhor visualização do mecanismo de colapso.
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(a) Dissipação Plástica
(b) Mecanismo de Colapso
Figura 4.7: Solução da análise do modelo I3C(1)
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(a) Dissipação Plástica
(b) Mecanismo de Colapso
Figura 4.8: Solução da análise do modelo I3C(2)
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Um aspecto interessante de salientar, é a perfeita concordância dos dois modelos com
os modos de rotura expectáveis. Na Figura 4.7 pode ser observada a conguração do
mecanismo de colapso que revela a rotura por colapso da diagonal comprimida e na Figura
4.8, a conguração do mecanismo de colapso revela, por sua vez, a rotura por colapso
na junção dos pers. Pode-se observar também a semelhança com a imagem fotográca,
reproduzida na Figura 3.2b do Capítulo 3, que ilustra uma rotura do mesmo género.
De seguida analisa-se o terceiro caso deste exemplo, em que a diferença está no aumento
do gap negativamente em relação ao ensaio anterior, para que se possa estudar com mais
precisão o colapso na sobreposição das diagonais. Como se pode vericar na Tabela 3.1 do
Capítulo 3, este ensaio foi modelado com os parâmetros geométricos do anterior, alterando
apenas o valor de g. Para uma melhor compreensão e no sentido de se comparar com
o ensaio anterior, estudou-se de novo dois modelos, identicados como (1) e (2), onde
se consideram as duas possibilidades de sobreposição existentes: (1) a sobreposição da
diagonal traccionada sobre a diagonal comprimida; (2) o caso contrário.
Neste caso, pretende-se primordialmente, com a alteração do parâmetro g, que a con-
guração do mecanismo de colapso da estrutura com a diagonal comprimida sobre a dia-
gonal traccionada (2) seja ainda mais evidente, esperando-se uma redução na capacidade
resistente da junta. Salienta-se que o estudo do modelo com sobreposição da diagonal
traccionada sobre a diagonal comprimida (1) serve apenas para reforçar a ideia do que foi
estudado anteriormente.
Nas Tabelas 4.4 e 4.5 encontram-se indicados os valores para as cargas de colapso obtidos
através da análise numérica aos ensaios com gap negativo (g=-90.0mm), juntamente com
o valor do erro comparativo, em relação aos resultados experimentais [10]. Com base nos
resultados da análise numérica, nos grácos das Figuras 4.9 e 4.10 apresentam-se os grácos
da análise de convergência, para os casos das sobreposições (1) e (2), respetivamente.
Como se pode observar no gráco da Figura 4.9, nota-se mais uma vez que foi imediata
a convergência da solução para o mesmo valor de carga de colapso atingido no ensaio
anterior para este tipo de sobreposição (1), colapsando por cedência do material. Dois
aspectos interessantes deste modelo, é a exatidão no valor da carga de colapso comparado
com o ensaio estudado anteriormente para este tipo de sobreposição (1), e paralelamente
o erro ter aumentado, permitem concluir, que nos ensaios conduzidos por Kurobane et al.
[10] utilizou-se a sobreposição diagonal comprimida sobre a diagonal traccionada (2).
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Modelo 1 105842 972.4 13.7%




Kurobane [10] - 922.0 -
* modelação com o critério de Tresca







f(x) = 1312.6x+ 972.3
R2 = 0.99801
972.3 kN → 13.7 %
























Figura 4.9: Convergência dos resultados da análise numérica (L3C(1))
No gráco da Figura 4.10, por sua vez, é claramente perceptível a convergência dos va-
lores da carga de colapso da simulação numérica ao valor obtido experimentalmente. A
discrepância observada entre a carga de colapso numérica e experimental é cerca de 4%,
um valor muito bom para este tipo de análise. Repara-se também que, devido à distância
de sobreposição ser maior neste ensaio (g=-90.0mm), comparativamente com o exemplo
anteriormente estudado (g=-30.0mm), o valor da carga que esta junta resiste, é inferior.
Nas Figuras 4.11 e 4.12 são apresentadas as distribuições da dissipação plástica juntamente
com a conguração do mecanismo de colapso dos modelos analisados com gap negativo (g=-
90.0mm), referentes às duas sobreposições estudadas (1) e (2), respetivamente. É ainda
apresentada a amplicação de um detalhe do modelo da sobreposição (2), que permite
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Modelo 1 214650 917.9 7.4%




Kurobane [10] - 855.0 -
* modelação com o critério de Tresca










f(x) = 6576670.2x+ 887.2
R2 = 0.99992
887.2 kN → 3.8 %
845.9 kN → -1.1 %


























Figura 4.10: Convergência dos resultados da análise numérica (L3C(2))
uma melhor visualização do mecanismo de colapso. Mais uma vez, é de salientar a perfeita
concordância dos dois modelos com os modos de rotura expectáveis e com os modos de
rotura atingidos no ensaio anteriormente estudado. Como se pode observar na Figura
4.11, a conguração do mecanismo de colapso revela a rotura por colapso da diagonal
comprimida e na Figura 4.12, a conguração do mecanismo de colapso revela, por sua vez,
a rotura por colapso na zona da ligação entre as diagonais. Com a última alteração do
parâmetro g, foi claramente visível o encaminhamento da dissipação plástica para a zona
da sobreposição das diagonais, como se pode ver no detalhe do modelo da sobreposição (2)
presente na Figura 4.12b.
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(a) Dissipação Plástica
(b) Mecanismo de Colapso
Figura 4.11: Solução da análise do modelo L3C(1)
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(a) Dissipação Plástica
(b) Mecanismo de Colapso
Figura 4.12: Solução da análise do modelo L3C(2)
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Todos os valores atingidos pela modelação, no que concerne aos três ensaios apresenta-
dos para a simulação de juntas K, estão em conformidade com os valores experimentais,
validando assim a metodologia utilizada. Um dos aspectos mais interessantes a reter dos
mecanismos de colapso obtidos é a sua perfeita concordância com os modos de rotura des-
critos no relato experimental. Pode-se ainda armar que as diferenças observadas entre as
cargas de colapso numéricas e experimentais são bastante aceitáveis tendo em consideração
a dispersão normalmente vericada neste tipo de ensaios, sendo que a maior discrepância
observada nos valores obtidos não excederam os 10% de erro, como se pode observar no
resumo apresentado no gráco da Figura 4.13. Salienta-se que os valores estimados pela
modelação com base no critério Tresca estão em plena concordância com os resultados
experimentais, e com valores inferiores expectáveis em relação aos valores com base no
critério de von Mises, devido à própria denição de superfície de cedência de cada cri-
tério, já abordado em 2.2.3. Nota-se também que a não-linearidade geométrica não tem
uma importância tão signicativa para o colapso da estrutura. Rera-se, por último, que
através da ferramenta numérica utlizada, notou-se a grande versatilidade e capacidade de



















Figura 4.13: Resumo dos valores da análise numérica da Junta K
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4.3 Juntas tubulares de secção em N
Serão apresentados nesta secção os resultados da modelação numérica de dois ensaios
experimentais, em primeiro lugar um conduzido por Fung et al. [8] e, seguidamente, outro
por Gho et al. [9]. Como se trata de um estudo singular, os ensaios serão identicados
pelo nome do primeiro autor.
Pretende-se através dos resultados da análise numérica, fazer a respetiva comparação em
relação aos resultados experimentais. As alterações proporcionadas por Gho et al. [9] em
relação ao ensaio conduzido por Fung et al. [8] diferem essencialmente nos parâmetros
geométricos da estrutura de modo a proporcionar o colapso da estrutura mais rápido, i.e.,
diminuir o valor da carga de colapso. As alterações mais preponderantes foram a redução
do ângulo que a diagonal faz horizontalmente com a corda (θ) e o aumento do parâmetro
g, que estão descritas na Tabela 3.2. Tendo em consideração as condições de simetria do
problema modelou-se apenas metade da estrutura.
Ilustra-se na Figura 4.14 o modelo tipo de malhas utilizadas nos cálculos referentes aos dois
ensaios estudados neste presente exemplo. Optou-se por utilizar malhas de elevado grau
de renamento na zona da ligação, mais propriamente na união do montante à diagonal,
onde se espera uma maior concentração da dissipação plástica na formação do mecanismo
de colapso, de forma a garantir a obtenção de resultados de elevada precisão.
Figura 4.14: Malha tipo da junta tubular em N
Nas Tabelas 4.6 e 4.7 encontram-se indicados os valores para as cargas de colapso obtidos
através da análise numérica, juntamente com o valor do erro comparativo, em relação aos
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resultados experimentais. Com base nos resultados da análise numérica, nas Figuras 4.15 e
4.16 apresentam-se os respetivos grácos da análise de convergência. Em ambos os grácos,
nota-se claramente a carga de colapso a convergir em relação ao valor obtido nos ensaios
experimentais. Também se pode vericar que as alterações proporcionadas por Gho et al.
[9], provocaram uma rotura precoce na zona da ligação em relação ao ensaio conduzido
por Fung et al. [8], reduzindo bastante a carga de colapso. Salienta-se que o maior erro
observado entre as cargas de colapso numéricas e experimentais foi cerca de 25%, valor um
pouco acima do aceitável mesmo considerando a dispersão e variabilidade de resultados
usualmente observados neste tipo de ensaios.





Modelo 1 205551 1384.9 41.3%




Modelo 4 696544 1265.0 29.1%
Fung [8] - 980.0 -
* modelação com o critério de Tresca







f(x) = 34862054.3x+ 1217.4
R2 = 0.99670
1217.4 kN → 24.2 %
1115.1 kN → 13.8 %



























Figura 4.15: Convergência dos resultados da análise numérica (FUNG)
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Modelo 2 572750 458.5 20.5%
Modelo 3 852705 454.1 19.4%
Gho [9] - 380.5 -
* modelação com o critério de Tresca







f(x) = 7721476.3x+ 445.1
R2 = 0.99998
445.1 kN → 17.0 %
404.2 kN → 6.2 %
























Figura 4.16: Convergência dos resultados da análise numérica (GHO)
Apresenta-se nas Figuras 4.17 e 4.18 as distribuições da dissipação plástica juntamente
com a conguração do mecanismo de colapso dos modelos analisados. De forma a realçar a
conguração do mecanismo de colapso dos modelos, são ainda apresentadas amplicações
de detalhes na zona onde se observou maior distribuição de dissipação plástica. Como
se pode observar nas Figuras 4.17 e 4.18, é possível evidenciar o mesmo modo de rotura
descrito nos relatos experimentais, a rotura por exão da parede da diagonal provocada
pelo montante comprimido. Pode observar-se também a perfeita concordância com as
imagens fotográcas reproduzidas na Figura 3.4 do capítulo 3.
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(a) Dissipação Plástica
(b) Mecanismo de Colapso
Figura 4.17: Solução da análise do modelo FUNG
48
4.3 Juntas tubulares de secção em N
(a) Dissipação Plástica
(b) Mecanismo de Colapso
Figura 4.18: Solução da análise do modelo GHO
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Concluindo a análise deste exemplo, é importante referir que os valores atingidos pela mode-
lação numérica, no geral, estão aceitáveis em relação aos valores experimentais. Repara-se
mais uma vez nestes ensaios, com o material modelado com base no critério Tresca, que
os resultados obtidos são de melhor qualidade em relação à utilização do critério de von
Mises, com um erro que não ultrapassa os 15%. A concordância dos mecanismos de colapso
atingidos neste exemplo com os modos de rotura descritos no relato experimental demons-
tra de novo a versatibilidade da ferramenta numérica utilizada. Tendo em consideração as
discrepâncias entre as cargas de colapso numéricas e experimentais, o nível de precisão não
foi o desejado. Nota-se particularmente neste exemplo que a análise obriga uma disponi-
bilidade de elementos relativamente grande e um esforço computacional considerável para
a obtenção de bons resultados.
4.4 Juntas tubulares de secção em X
Neste exemplo serão apresentados os resultados da modelação numérica de oito ensaios ex-
perimentais, conduzidos por Chen et al. [3], e a respetiva análise. Nestes ensaios pretende-
se analisar o tipo de rotura e a consequente carga de colapso para quatro diferentes raios
de curvatura da corda, R, sendo que este estudo é feito para duas dimensões diferentes
do montante comprimido. Tendo em consideração as condições de simetria do problema
modelou-se apenas um oitavo da estrutura para os ensaios sem curvatura da corda, e um
quarto da estrutura para os restantes. Pretende-se através dos resultados da análise nu-
mérica, fazer a respetiva comparação em relação aos resultados experimentais. Optou-se
por um elevado grau de renamento das malhas na zona onde a corda é carregada pelo
montante, sendo que a maior parte de concentração da dissipação plástica na formação do
mecanismo de colapso se encontrará nesta zona, como foi observado experimentalmente
[3]. Ilustra-se na Figura 4.19 os modelos tipo de malhas utilizadas nestes cálculos.
(a) Malha X (b) Malha XR
Figura 4.19: Malhas tipo das juntas tubulares em X
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Nas Tabelas 4.8 e 4.9 encontram-se indicados os valores para as cargas de colapso obtidos
através da análise numérica, juntamente com o valor do erro comparativo, em relação ao
resultado experimental [3], e nas Figuras 4.20 e 4.21 os respetivos grácos da análise de
convergência da análise numérica dos ensaios sem curvatura da corda. A Figura 4.20 revela
claramente a convergência dos valores obtidos pela simulação do modelo com diâmetro do
montante de 89mm ao valor experimental e a discrepância observada entre a carga de
colapso numérica e experimental é cerca de 10%, um valor bastante aceitável neste tipo de
análise.





Modelo 1 47783 131.5 42.4%
Modelo 2 117334 114.4 23.9%
Modelo 3 209413 109.6 18.7%




Chen [3] - 92.4 -
* modelação com o critério de Tresca











f(x) = 1364959.2x+ 102.9
R2 = 0.99985
102.9 kN → 11.4 %
94.0 kN → 1.7 %



























Figura 4.20: Convergência dos resultados da análise numérica (XB89x2.5)
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Por outro lado, na Figura 4.21 repara-se na convergência dos valores obtidos pela simulação
do modelo com diâmetro do montante de 114mm a uma solução abaixo do valor obtido
experimentalmente. No relato experimental percebe-se que, para este ensaio, o endureci-
mento do material provocou um incremento de carga maior do que normalmente acontece
neste tipo de ensaios, como se pode observar na curva da Figura 3.6b inserida no capítulo 3.
Também é importante reter que, com o aumento dos parâmetros geométricos do montante
carregado, o valor da carga de colapso que este tipo de junta consegue aguentar, também
aumentou. Apresentam-se nas Figuras 4.22 e 4.23 as distribuições da dissipação plástica
juntamente com as congurações do mecanismo de colapso dos modelos analisados.





Modelo 1 47956 183.5 11.5%
Modelo 2 118205 158.5 -3.7%
Modelo 3 207963 148.5 -9.7%




Chen [3] - 164.5 -
* modelação com o critério de Tresca













f(x) = 2143850.4x+ 139.0
R2 = 0.99763
139.0 kN → -15.5 %
126.9 kN → -22.9 %
























Figura 4.21: Convergência dos resultados da análise numérica (XB114x3.0)
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(a) Dissipação Plástica
(b) Mecanismo de Colapso
Figura 4.22: Solução da análise do modelo XB89x2.5
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(a) Dissipação Plástica
(b) Mecanismo de Colapso
Figura 4.23: Solução da análise do modelo XB114x3.0
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Como descrito no relato experimental [3], as congurações do mecanismo de colapso da
análise numérica aos dois modelos revela a rotura por exão da parede da corda. Para
ser perceptível a inuência que o parâmetro do raio de curvatura, R, tem neste tipo de
junta, serão apresentados os resultados relativos aos três raios de curvatura diferentes em
conjunto, para cada dimensão do montante. Nas Tabelas 4.10, 4.11 e 4.12 encontram-
se indicados os valores para as cargas de colapso obtidos através da análise numérica aos
modelos com diâmetro do montante de 89mm, juntamente com o valor do erro comparativo,
em relação ao resultado experimental [3] e nas Figuras 4.24, 4.25 e 4.26 os respetivos grácos
da análise de convergência.





Modelo 1 41834 158.5 18.7%
Modelo 2 119402 135.2 1.2%




Chen [3] - 133.6 -
* modelação com o critério de Tresca











f(x) = 1575631.1x+ 121.2
R2 = 0.99684
121.2 kN → -9.3 %
109.5 kN → -18.1 %
























Figura 4.24: Convergência dos resultados da análise numérica (XB89x2.5R1260)
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Modelo 1 42299 159.5 18.7%
Modelo 2 117618 135.3 0.7%




Chen [3] - 134.3 -
* modelação com o critério de Tresca











f(x) = 1543067.9x+ 122.9
R2 = 0.99356
122.9 kN → -8.5 %
111.2 kN → -17.2 %
























Figura 4.25: Convergência dos resultados da análise numérica (XB89x2.5R840)
´
56
4.4 Juntas tubulares de secção em X





Modelo 1 43630 166.5 20.4%
Modelo 2 117130 142.0 2.6%




Chen [3] - 138.3 -
* modelação com o critério de Tresca











f(x) = 1663127.2x+ 128.3
R2 = 0.99728
128.3 kN → -7.3 %
112.2 kN → -18.9 %
























Figura 4.26: Convergência dos resultados da análise numérica (XB89x2.5R420)
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Como se pode constatar, nos três casos a carga de colapso está a convergir para um valor
abaixo do resultado experimental. Não obstante, os valores obtidos na análise numérica
estão muito próximos dos valores experimentais, sendo que a maior discrepância observada
foi cerca de 10%. Salienta-se que a inuência do parâmetro do raio de curvatura, R, é
pequena, mas percetível, como também se pode evidenciar na gura 3.6a do capítulo 3.
Nas Tabelas 4.13, 4.14 e 4.15 encontram-se indicados os valores para as cargas de colapso
obtidos através da análise numérica aos modelos com diâmetro do montante de 114mm,
juntamente com o valor do erro comparativo, em relação ao resultado experimental [3], e
nas Figuras 4.27, 4.28 e 4.29 os respetivos grácos da análise de convergência.





Modelo 1 41579 218.9 19.8%
Modelo 2 119740 177.7 -2.8%




Chen [3] - 182.8 -
* modelação com o critério de Tresca














f(x) = 2496201.0x+ 158.6
R2 = 0.99662
158.6 kN → -13.3 %
143.8 kN → -21.3 %
























Figura 4.27: Convergência dos resultados da análise numérica (XB114x3.0R1260)
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Modelo 1 41958 220.6 15.4%
Modelo 2 119735 177.8 -7.0%




Chen [3] - 191.2 -
* modelação com o critério de Tresca














f(x) = 2531374.4x+ 159.5
R2 = 0.99388
159.5 kN → -16.6 %
146.3 kN → -23.5 %
























Figura 4.28: Convergência dos resultados da análise numérica (XB114x3.0R840)
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Modelo 1 43060 227.6 34.2%
Modelo 2 118194 186.3 9.8%




Chen [3] - 169.6 -
* modelação com o critério de Tresca














f(x) = 2641871.5x+ 165.7
R2 = 0.99770
165.7 kN → -2.3 %
151.8 kN → -10.5 %
























Figura 4.29: Convergência dos resultados da análise numérica (XB114x3.0R420)
É possível observar nos valores obtidos pela análise numérica, a ligeira inuência do raio
de curvatura, R, no que diz respeito à melhoria da capacidade resistente da junta. Quando
este é aumentado, a carga que a junta aguenta também é superior. Mais uma vez, nos três
casos a carga de colapso está a convergir para um valor abaixo do resultado experimental.
Salienta-se ainda que, a maior discrepância observada, foi cerca de 15%, é um valor bastante
aceitável tendo em consideração a dispersão dos valores experimentais que normalmente
se verica neste tipo de ensaios. Apresenta-se nas Figuras 4.30 e 4.31 as distribuições da
dissipação plástica juntamente com a conguração do mecanismo de colapso obtido nos
modelos analisados, apresentando para cada dimensão do montante apenas um modelo a
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(a) Dissipação Plástica
(b) Mecanismo de Colapso
Figura 4.30: Solução da análise do modelo XB89R840
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(a) Dissipação Plástica
(b) Mecanismo de Colapso
Figura 4.31: Solução da análise do modelo XB114R420
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título de exemplo. Todos os modelos sem excepção atingiram o mesmo mecanismo. As
congurações do mecanismo de colapso da análise numérica revelam claramente a rotura
por exão da parede da corda, o mecanismo obtido experimentalmente [3].
Um dos aspectos mais importantes a reter é que os mecanismos de colapso obtidos con-
dizem com o modo de rotura principal, rotura por plasticação da corda (CP), descrito
no relato experimental e que pode ser vericado na Tabela 3.4 do capítulo 3. Constata-se
também que a rotura por encurvadura local (LBFB) não aparenta ter tido grande prepon-
derância na redução da carga de colapso da junta porque os resultados numéricos já são
inferiores aos resultados experimentais. O terceiro modo de rotura mencionado no relato
experimental, mais propriamente o deslocamento fora do plano do montante (OSB) não
foi analisado no presente trabalho devido às simplicações de simetria assumidas para o
modelo. Acredita-se que, nos ensaios com curvatura, os valores atingidos abaixo da carga
de colapso experimental devem-se ao processo mecânico utilizado para obter a curvatura,
processo esse que poderá ter conferido algum encruamento ao aço e consequentemente au-
mentado a sua resistência (embora diminuindo a sua ductilidade). Esta hipótese é referida
pelos autores dos ensaios [3]. Deste modo, numa análise geral, pode-se armar que os
valores atingidos pela modelação numérica, estão aceitáveis em relação aos valores experi-
mentais, como se pode observar na Figura 4.32 onde se apresenta um resumo dos resultados
obtidos nas análises numéricas em relação aos valores experimentais.
























Figura 4.32: Resumo dos valores da análise numérica da Junta X
63
Modelação computacional e discussão de resultados
4.5 Juntas tubulares de secção em T
Neste exemplo serão apresentados os resultados da modelação numérica de oito ensaios
experimentais de um conjunto de ensaios, conduzidos por Feng et al. [7], e a respetiva
análise. Como aconteceu na secção anterior pretende-se analisar o tipo de rotura e a
consequente carga de colapso através de quatro diferentes raios de curvatura da corda,
R, para duas dimensões diferentes do montante. Tendo em consideração as condições
de simetria do problema modelou-se apenas um quarto da estrutura. Para os ensaios
sem curvatura da corda utilizou-se malhas com um elevado grau de renamento na zona
onde a corda é carregada pelo montante, sendo que a maior parte da concentração da
dissipação plástica na formação do mecanismo de colapso se encontrará nesta zona, como
foi observado experimentalmente [7]. Nos restantes, optou-se por fazer um renamento
uniforme em toda a estrutura devido aos diferentes modos de rotura descritos no relato
experimental. Ilustra-se na Figura 4.33 os modelos tipo de malhas utilizadas neste estudo.
(a) Malha T (b) Malha TR
Figura 4.33: Malhas tipo das juntas tubulares em T
Nas Tabelas 4.16 e 4.17 encontram-se indicados os valores para as cargas de colapso obtidos
através da análise numérica para os ensaios sem curvatura da corda, juntamente com o
valor do erro comparativo, em relação ao resultado experimental [7], e nas Figuras 4.34
e 4.35 os respetivos grácos da análise de convergência da análise numérica. Como se
pode vericar, os valores da carga de colapso estão a convergir para o valor experimental.
Verica-se também que, a maior discrepância observada entre a carga de colapso numérica
e experimental, é cerca de 15%, valor aceitável neste tipo de análise. Salienta-se que, com
o aumento das dimensões do montante, a capacidade resistente da junta também aumenta.
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Modelo 1 49716 165.7 32.2%




Feng [7] - 125.3 -
* modelação com o critério de Tresca










f(x) = 979203.5x+ 145.8
R2 = 0.99708
145.8 kN → 16.3 %
133.3kN → 6.4 %
























Figura 4.34: Convergência dos resultados da análise numérica (TB89x2.5)
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Modelo 1 48920 196.6 14.7%




Feng [7] - 171.4 -
* modelação com o critério de Tresca









f(x) = 631232.4x+ 183.6
R2 = 0.99760
183.6 kN → 7.1%
168.3 kN → -1.8 %

























Figura 4.35: Convergência dos resultados da análise numérica (TB114x3.0)
Nas Figuras 4.36 e 4.37 são apresentadas as distribuições da dissipação plástica juntamente
com a conguração do mecanismo de colapso do modelo analisado. As congurações do
mecanismo de colapso da análise numérica aos dois modelos revelam a rotura por exão da
parede da corda, estando em plena concordância com o modo de rotura descrito no relato
experimental [7],
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(a) Dissipação Plástica
(b) Mecanismo de Colapso
Figura 4.36: Solução da análise do modelo TB89x2.5
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(a) Dissipação Plástica
(b) Mecanismo de Colapso
Figura 4.37: Solução da análise do modelo TB114x3.0
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Seguindo o método apresentado no subcapítulo anterior, nas Tabelas 4.18, 4.19 e 4.20
encontram-se indicados os valores para as cargas de colapso obtidos através da análise
numérica aos modelos com diâmetro do montante de 89 mm, juntamente com o valor do
erro comparativo, em relação ao resultado experimental [7], e nas Figuras 4.38, 4.39 e
4.40 os respetivos grácos da análise de convergência. Como se pode constatar, os valores
obtidos na análise numérica não foram muito diferentes dos valores experimentais, a maior
discrepância observada para este conjunto de ensaios, foi cerca de 20%.





Modelo 1 231838 188.5 12.7%




Feng [7] - 167.2 -
* modelação com o critério de Tresca














f(x) = 6803778.7x+ 159.5
R2 = 0.99295
159.5 kN → -4.6 %
144.6 kN → -13.5 %
























Figura 4.38: Convergência dos resultados da análise numérica (TB89x2.5R1260)
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Modelo 1 179170 188.9 15.3%




Feng [7] - 163.8 -
* modelação com o critério de Tresca










f(x) = 2394282.8x+ 175.5
R2 = 0.99963
175.5 kN → 7.2 %
163.3 kN → -0.3 %






















Figura 4.39: Convergência dos resultados da análise numérica (TB89x2.5R840)
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Modelo 1 180435 188.3 0.4%




Feng [7] - 187.5 -
* modelação com o critério de Tresca













f(x) = 3882017.7x+ 167.1
R2 = 0.98915
166.8 kN → -10.9 %
151.3 kN → -19.3 %























Figura 4.40: Convergência dos resultados da análise numérica (TB89x2.5R420)
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Nas Tabelas 4.21, 4.22 e 4.23 encontram-se indicados os valores para as cargas de colapso
obtidos através da análise numérica aos modelos com diâmetro do montante de 114mm,
juntamente com o valor do erro comparativo, em relação ao resultado experimental [7], e
nas Figuras 4.41, 4.42 e 4.43 os respetivos grácos da análise de convergência. Salienta-se
ainda que, a maior discrepância observada, foi cerca de 15%, valor bastante aceitável tendo
em consideração a dispersão dos valores experimentais que normalmente se verica neste
tipo de ensaios.





Modelo 1 193082 274.7 4.3%




Feng [7] - 263.4 -
* modelação com o critério de Tresca













f(x) = 4841367.1x+ 249.2
R2 = 0.98223
249.2 kN → -5.4 %
228.7 kN → -13.2 %


























Figura 4.41: Convergência dos resultados da análise numérica (TB114x3.0R1260)
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Modelo 1 188872 281.7 -2.9%




Feng [7] - 290.1 -
* modelação com o critério de Tresca













f(x) = 4595465.4x+ 257.0
R2 = 0.98773
257.0 kN → -11.4 %
235.9 kN → -18.7 %

























Figura 4.42: Convergência dos resultados da análise numérica (TB114x3.0R840)
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Modelo 1 188398 299.5 7.8%




Feng [7] - 277.8 -
* modelação com o critério de Tresca















f(x) = 6772604.3x+ 264.0
R2 = 0.99127
264.0 kN → -5.0 %
237.6 kN → -14.5 %



























Figura 4.43: Convergência dos resultados da análise numérica (TB114x3.0R420)
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Apresenta-se na Figura 4.44 as distribuições da dissipação plástica juntamente com a con-
guração do mecanismo de colapso obtidos nos modelos analisados com diâmetro do mon-
tante de 89mm, referindo que todos atingiram o mesmo mecanismo de colapso, apresen-
tando apenas um a título de exemplo. É ainda apresentada a amplicação de um detalhe
do modelo, que permite uma melhor visualização do mecanismo de colapso. No relato
experimental [7], a rotura por cedência da secção do montante carregado (MYFB), que
pode ser observada na Figura 3.10c do capítulo 3, é identicada em todos os ensaios e
está em plena concordância com a conguração de mecanismo de colapso obtida na análise
numérica.
Nas Figuras 4.45 e 4.46 são apresentadas as distribuições da dissipação plástica juntamente
com a conguração dos dois mecanismos de colapso obtidos nos modelos analisados com
diâmetro do montante de 114mm. São ainda apresentadas amplicações de detalhes dos
modelos, que permite realçar as diferenças dos mecanismos obtidos neste conjunto de en-
saios. É de salientar que as curvaturas mais suaves revelaram rotura por exão da parede
da corda (CP) e por plasticação da secção do montante carregado (Figura 4.46), e o
ensaio com a curvatura maior, revelou a rotura por plasticação da secção do montante
carregado (MYFB)(Figura 4.45). Consultando a Tabela 3.6 do capítulo 3, repara-se que
os mecanismos de colapso obtidos presentes no relato experimental [7] estão em completo
desacordo com os resultados obtidos na análise numérica. Este acontecimento já era ex-
pectável pela imposição da linearidade geométrica da Análise Limite, que não permite
considerar fenómenos de encurvadura, atingindo a rotura por plasticação do material.
Concluindo a análise deste exemplo, é importante reter que os mecanismos de colapso ob-
tidos condizem com os modos de rotura descritos no relato experimental e que podem ser
vericados na Tabela 3.6 do capítulo 3, à exceção dos modelos analisados com diâmetro
do montante de 114mm devidamente justicados anteriormente. Adicionalmente, é de re-
alçar o facto de ambos os mecanismos obtidos apresentarem semelhança notória com as
imagens fotográcas, reproduzidas na Figura 3.10 do capítulo 3. A discrepância observada
em relação aos ensaios sem curvatura da corda entre as cargas de colapso numéricas e
experimentais, revelam diferenças bastante aceitáveis, como se pode constatar na Figura
4.48. A maior discrepância observada foi cerca de 20%, valores bastante positivos, consi-
derando a dispersão normalmente vericada neste tipo de ensaios. É surprendente uma
vez mais, nos ensaios com curvatura da corda, que em geral os valores obtidos tenham
sido inferiores à da carga de colapso experimental, principalmente, nos ensaios em que foi
evidenciado experimentalmente a rotura por encurvadura local, sendo expectável a carga
de colapso obtida numericamente ser superior, e não inferior aos ensaios experimentais.
Este facto revela que os espécimes que atingiram a rotura por encurvadura local experi-
mentalmente poderiam estar na iminência de colapsar por plasticação do material noutra
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(a) Dissipação Plástica
(b) Mecanismo de Colapso
Figura 4.44: Solução da análise do modelo TB89R420
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(a) Dissipação Plástica
(b) Mecanismo de Colapso
Figura 4.45: Solução da análise do modelo TB114R420
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(a) Dissipação Plástica
(b) Mecanismo de Colapso
Figura 4.46: Solução da análise do modelo TB114R840
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zona da junta. Este pressuposto deve-se à limitação do comprimento entre a extremidade
do montante até ao centro da corda para evitar o encurvadura do montante, que podia
não revelar a verdadeira capacidade máxima da junta, como referem os autores dos ensaios
[7]. O cuidado experimental com o fenómeno de encurvadura tem de ser primordial, i.e., a
limitação do comprimento do montante consoante a sua esbelteza tem de ser uma das prin-
cipais preocupações neste tipo de ensaios, no que concerne ao dimensionamento de juntas
metálicas. Pode-se admitir que os valores obtidos foram abaixo do experimental devido ao
processo de indução electromagnética que utilizaram para dar curvatura à corda, processo
esse que poderá ter conferido algum encruamento ao aço e consequentemente aumentado
a sua resistência, como referem os autores dos ensaios [7].
























Figura 4.47: Resumo dos valores da análise numérica da Junta T
4.6 Comparação com o Eurocódigo 3 e recomendações CI-
DECT
Para concluir este capítulo são confrontados os resultados experimentais e numéricos com
a estimativa da capacidade resistente das juntas obtidas através da metodologia de cál-
culo preconizada pelo EC3 e CIDECT. Pode encontrar-se no anexo deste documento o
resumo dos cálculos efectuados de acordo com as normas NP EN 1993-1-8 2010 [1] (EC3)
e das recomendações CIDECT [16]. É importante referir que, por estes documentos não
abrangerem todo o tipo de juntas e apenas apresentarem metodologias para o dimensiona-
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mento de juntas na sua forma tradicional, que nem sempre acontece em casos reais, há a
necessidade da existência de ferramentas numéricas com capacidade de executar métodos
iterativos que possam resolver a totalidade deste tipo de problemas.
Deste modo, procedeu-se ao cálculo de todas as juntas possíveis, a maioria de forma direta,
algumas por via de preposições. As juntas com curvatura na corda estudadas neste presente
trabalho foram automaticamente excluídas destas comparações. Decidiu-se também excluir
os ensaios I3C(a) e L3C(a) das juntas K, onde o perl tracionado é que se encontrava
sobreposto ao comprimido, obtendo-se rotura por cedência do material e não por inuência
da junta. Para as restantes juntas, foram feitas todas as vericações das regras de aplicação
prescritas dos pressupostos relativos às propriedades mecânicas e geométricas das peças
de aço utilizadas e aos parâmetros geométricos das juntas por si formadas. Utilizando
a metodologia apresentada em Anexo e tendo em conta todas as limitações foi possível
criar a Tabela 4.24, que compara os valores obtidos na análise numérica, os valores obtidos
analiticamente pelas prescrições do EC3 [1] e pelas novas recomendações CIDECT [16] com
os resultados experimentais. Para uma melhor visualização destes resultados apresenta-se
o gráco da Figura 4.48.











G2C 836.0 1.08 0.99 0.63 0.90
I3C(b) 922.0 1.03 1.00 0.74 0.90
L3C(b) 855.0 1.04 0.99 0.81 0.86
N
FUNG 980.0 1.24 1.14 0.59 0.83
GHO 380.5 1.17 1.06 0.62 0.81
X(R=∞)
XB89 92.4 1.11 1.02 0.80 0.85
XB114 164.5 0.84 0.77 0.64 0.68
T(R=∞)
TB89 125.3 1.16 1.06 0.79 0.91
TB114 171.4 1.07 0.98 0.83 0.97
Primeiramente, comprova-se que o EC3 é bastante conservativo no dimensionamento de
juntas metálicas, quando comparada com os valores experimentais. Quando estes valores
experimentais são comparados com a carga resistente calculada a partir das novas reco-
mendações CIDECT, nota-se em todos os casos, sem excepção, valores mais próximos da
unidade, apresentando-se assim como uma alternativa ao EC3 melhor a nível de dimensi-
onamento de juntas.
Analisando as duas simulações numéricas, quando comparadas com os valores experimen-
tais, repara-se também em valores muito próximos, na maioria, valores superiores à uni-
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Figura 4.48: Comparação dos resultados obtidos com os resultados experimentais
dade. Em relação aos resultados numéricos destaca-se a falta de concordância do ensaio
XB114 com R = ∞ em relação aos restantes pela negativa, já justicada anteriormente,
pelo incremento de carga após cedência excessivo, para este tipo de ensaios, constatado no
relato experimental [3] e que pode ser observado na Figura 3.6b.
Salienta-se também o facto de a discrepância obtida nos cálculos analíticos de acordo com
os códigos da junta N, quando comparadas com os valores experimentais, ter sido superior
às restantes. Esta discrepância deve-se às considerações assumidas indiretamente, por
não haver nas prescrições métodos para resolver esta junta ensaiada experimentalmente
[8],[9]. Os ensaios apresentam uma conguração em que o montante descarrega totalmente
na diagonal, já as prescrições [1] e [16] estudam apenas quando o montante descarrega
totalmente na corda ou então, na existência de sobreposição, descarrega na corda e na
diagonal. Esta falta de concordância entre as duas realidades é um dos principais motivos
pela necessidade de existência de um programa que calcule estimativas de cargas de colapso
para este tipo de estruturas que as prescrições não englobam, sobredimensionando sem
necessidade.
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É conveniente salientar as principais conclusões retidas neste trabalho, como possíveis
desenvolvimentos futuros.
Em primeiro lugar, os valores da análise numérica denotaram uma boa concordância com
os valores experimentais, sendo que a maior discrepância observada entre as cargas de co-
lapso numéricas e experimentais, foi cerca de 25%. Não obstante, a discrepância da maioria
dos valores atingidos pela análise numérica em relação aos experimentais, foi menor que
15%, valores bastante aceitáveis tendo em consideração a dispersão usualmente registada
nos valores experimentais para este tipo de ensaios. Um dos aspectos mais interessantes a
reter dos mecanismos de colapso obtidos é a sua perfeita concordância com os modos de
rotura descritos nos relatos experimentais. Relativamente às comparações dos resultados
numéricos com o EC3 e com as novas recomendações CIDECT, é notável a regularidade
presente na maioria dos casos. Considerando que os resultados da análise numérica são
estimativas de limite superior, e nestas prescrições calculam-se cargas resistentes, reforça
bastante a conança nos resultados obtidos na análise numérica. Também é importante
salientar o facto de estes documentos não abrangerem todo o tipo de juntas e a possibi-
lidade de se estar a fazer um sobredimensionamento desnecessário, factos estes, que são
claramente resolvidos com a utilização de ferramentas numéricas como o mechpy, que
fazem estimativas de grande qualidade de cargas de colapso para qualquer tipo de junta.
Para o dimensionamento de estruturas metálicas, a utilização da Análise Limite não é,
em regra, adequada devido a fenómenos de encurvadura que normalmente estas estão
sujeitas. Esta armação, prende-se ao facto da Análise Limite considerar válida a hipótese
de linearidade geométrica, desprezando nas equações de equilíbrio quaisquer efeitos de 2a
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ordem. Efectivamente e apesar desta contrariedade, não se considerou excluída a hipótese
da Análise Limite ser uma ferramenta muito útil no dimensionamento de juntas metálicas.
Deste modo, considera-se que o objetivo principal deste trabalho, que consistia em mostrar
que a Análise Limite pode ser utilizada como uma ferramenta de cálculo para prever uma
boa estimativa da capacidade resistente de juntas metálicas tubulares foi atingido com
sucesso. A conformidade de resultados numéricos e experimentais permite concluir que
a contribuição dos efeitos de não linearidade geométrica não tem uma importância tão
signicativa para o dimensionamento deste tipo de juntas metálicas. Pode-se armar que
Análise Limite demonstrou ser uma ótima ferramenta a ser considerada neste tipo de
abordagem.
Apesar dos bons resultados obtidos, não se considera esgotado o desenvolvimento neste
âmbito, por isso, enuncia-se dois temas que se considera interessantes serem estudados no
futuro:
• O número de elementos utilizados nos testes numéricos foi consideravelmente grande,
contribuindo assim, para um grande esforço computacional. Este esforço foi provo-
cado pela utilização de malhas não estruturadas, exigências da própria geometria.
Sugere-se que este tipo de problema pode ser contornado com a utilização de elemen-
tos de casca, devido à reduzida espessura presente nos pers das juntas. Prevê-se
assim que a utilização de elementos de casca reduza o esforço computacional, não
perdendo a qualidade dos resultados.
• No momento da procura de juntas metálicas que pudessem ser objeto de estudo para
este trabalho deparou-se na falta de ensaios a juntas mais complexas, encontrando-se
apenas ensaios das juntas mais convencionais. Devido ao desenvolvimento signica-
tivo das ferramentas numéricas e a possibilidade de aumentar a complexidade dos
modelos de análise, considera-se interessante o desenvolvimento de ensaios experi-
mentais a juntas metálicas também mais complexas.
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Anexo A
Dimensionamento através do EC3 e CIDECT
Neste anexo é apresentada a metodologia utilizada no cálculo das cargas resistentes de algu-
mas juntas estudadas na presente dissertação com o apoio do EC3 [1] e das recomendações
CIDECT [16], de forma a comparar com os resultados obtidos na análise numérica. É im-
portante referir que, por estes documentos não abrangerem todo o tipo de juntas e apenas
apresentarem metodologias para o dimensionamento de juntas na sua forma tradicional,
que nem sempre acontece em casos reais, há a necessidade da existência de ferramentas
numéricas com capacidade de executar métodos iterativos que possam resolver a totalidade
deste tipo de problemas. Deste modo, procedeu-se ao cálculo de todas as juntas possíveis, a
maioria de forma direta, algumas por via de preposições. As juntas com curvatura na corda
estudadas neste presente trabalho, foram automaticamente excluídas destas comparações.
Como ponto de partida, a validade das regras de aplicação prescritas está limitada pela
vericação prévia de pressupostos relativos às propriedades mecânicas e geométricas das
peças de aço utilizadas e aos parâmetros geométricos das juntas por si formadas. É impor-
tante assim, salientar algumas relações geométricas utilizadas nesta secção para o cálculo
da capacidade resistente das juntas. A relação entre o diâmetro dos elementos diagonais e


















Em relação às limitações do material a ser usado, o valor nominal da tensão de cedência não
deverá exceder 460 MPa, devendo os valores de cálculo das resistências estáticas de juntas
ser reduzidos por um coeciente de 0,9 quando o valor da tensão nominal de cedência for
superior a 355 MPa [1]. Alguns códigos fornecem regras adicionais para uso de aço com
tensão de cedência superior ao limite de 460MPa, utilizando um fator de redução de 0,8
em vez do fator 0,9.
Em geral, a imposição de restrições ao nível da geometria das peças de aço utilizadas e dos
parâmetros geométricos das juntas contempla dois objetivos [16]:
i. Limitar a aplicação dos critérios prescritos para determinação da resistência ao in-
tervalo de valores para o qual foram validados por via experimental ou numérica;
ii. Garantir que a rotura é controlada por um número reduzido de modos, simplicando-
se o processo de dimensionamento pela limitação do número de vericações a efetuar.
De seguida referem-se apenas as limitações de geometria de carácter geral, não obstante,
registe-se o facto de as normas denirem domínios de validade particulares para os vários
tipos de junta.
A espessura nominal dos pers tubulares deve estar compreendida entre 2,5 e 25 mm.
Os tipos de juntas abrangidos pela norma são denidos e classicados de acordo com a
conguração geométrica dos elementos. Em geral, distinguem-se dois grupos, as juntas
planas, K, KT, N, T, X, Y, DK e DY, e as juntas tridimensionais, KK, TT, XX, sendo
que no presente trabalho só se abordaram quatro tipos de junta, K, N, X, T. Rera-
se também, que apenas só são abordadas em detalhe juntas entre elementos de secção
tubular circular CHS no seu estado convencional, o que retira a hipótese de comparação
aos modelos numéricos onde se utiliza curvatura da corda. Os ângulos entre a corda e
os elementos diagonais, bem como os ângulos entre elementos diagonais adjacentes, não
deverão ser inferiores a 30◦, de forma a permitir uma correta execução da soldadura. Pela
mesma razão, em juntas em K ou N com afastamento, o valor do afastamento não deverá ser
inferior à soma das espessura dos elementos diagonais adjacentes, (t1+t2). Em juntas em
K ou N com sobreposição deverá garantir-se uma adequada transmissão do esforço de corte
entre os elementos diagonais que se interligam. Para o efeito, a norma estabelece um valor
mínimo para o coeciente de sobreposição, λov, de 25%. Juntas com sobreposições entre
0% e 25% devem ser evitadas porque, nesses casos, a rigidez da conexão entre a diagonal
sobreposta à outra diagonal é muito maior do que a conexão da diagonal sobreposta à
corda, o que pode levar à rotura prematura e capacidades inferiores [16].
Em relação às limitações das secções que compõem a junta, estas deverão ser classicadas
como sendo de classe 1 ou de classe 2, vericando as condições expressas por:
d
t
≤ 50ε2 ⇒ Classe 1, (A.4)
d
t
≤ 70ε2 ⇒ Classe 2, (A.5)






Este pressuposto exclui a possibilidade de ocorrência de fenómenos de encurvadura local,
possibilitando a plasticação total da zona comprimida da secção. Na Tabela A.1 são
apresentadas as vericações dos pers utilizados nas juntas abordadas neste trabalho.
Caso existam excentricidades nas interseções, as juntas e os elementos deverão ser dimen-
sionados tendo em conta os esforços daí resultantes, exceto quando se demonstre que o
valor da excentricidade se encontra dentro do intervalo de valores para o qual o seu efeito
pode ser desprezado. Devido às dimensões dos elementos e à conguração geométrica de
juntas em K e N, com afastamento ou sobreposição, a intersecção dos eixos dos elementos
diagonais poderá ocorrer com uma excentricidade em relação ao eixo da corda, de onde
pode resultar o aparecimento de momentos etores na zona da junta. A excentricidade é
considerada igual a zero quando os eixos coincidem num ponto. Os momentos resultantes
de excentricidades poderão, em todo o caso, ser desprezados no dimensionamento de cordas
tracionadas e dos elementos diagonais. Adicionalmente, poderão também ser desprezados
no cálculo das juntas caso o valor da excentricidade esteja dentro dos seguintes limites de
acordo com o EC3:
− 0.55 d0 ≤ e ≤ 0.25 d0 (A.7)
E a partir das recomendações do CIDECT tem-se:
e ≤ 0.25 d0 (A.8)
Caso o valor da excentricidade esteja fora dos limites denidos, os momentos daí resultantes
deverão ser considerados no dimensionamento dos elementos e da junta. Salienta-se que
para os casos presentes neste trabalho, não é necessário considerar os momentos resultantes,
Tabela A.1: Classes dos pers
Ensaio Elem.
d t fyd
ε 50ε2 70ε2 d/t Verif.
[mm] [mm] [MPa]
G2C
corda 216.4 7.82 479 0.70 24.53 34.34 27.7 Classe 2
diagonal 165.0 5.28 367 0.80 32.02 44.82 31.3 Classe 1
I3C
corda 216.1 7.90 477 0.70 24.63 34.49 27.4 Classe 2
diagonal 165.0 5.28 367 0.80 32.02 44.82 31.3 Classe 1
L3C
corda 216.1 7.90 477 0.70 24.63 34.49 27.4 Classe 2
diagonal 165.0 5.28 367 0.80 32.02 44.82 31.3 Classe 1
FUNG
corda 457.2 12.70 377 0.79 31.17 43.63 36.0 Classe 2
diagonal 273.1 9.30 374 0.79 31.42 43.98 29.4 Classe 1
montante 168.3 7.10 386 0.78 30.44 42.62 23.7 Classe 1
GHO
corda 219.1 7.90 361 0.81 32.55 45.57 27.7 Classe 1
diagonal 168.3 7.10 403 0.76 29.16 40.82 23.7 Classe 1
montante 88.9 5.50 380 0.79 30.92 43.29 16.2 Classe 1
XB89
corda 140.0 5.00 275 0.92 42.73 59.82 28.0 Classe 1
montante 89.0 2.50 278 0.92 42.27 59.17 35.6 Classe 1
XB114
corda 140.0 5.00 275 0.92 42.27 59.17 28.0 Classe 1
montante 114.0 2.50 310 0.92 42.73 59.82 45.6 Classe 2
TB89
corda 140.0 5.00 275 0.92 42.73 59.82 28.0 Classe 1
montante 89.0 2.50 278 0.92 42.27 59.17 35.6 Classe 1
TB114
corda 140.0 5.00 275 0.92 42.27 59.17 28.0 Classe 1
montante 114.0 2.50 310 0.92 42.73 59.82 45.6 Classe 2
as juntas K e N estudadas vericam as condições A.7 e A.8.
Os modos de rotura mais frequentes em juntas de pers tubulares são:
a) Rotura da face da corda (rotura por plasticação da face da corda) ou plasticação
da corda (rotura por plasticação da secção transversal da corda),
b) Rotura da parede lateral da corda (ou rotura da alma da corda) por plasti-
cação, esmagamento ou instabilidade (enrugamento ou encurvadura da parede lateral
da corda ou da alma da corda) sob o elemento diagonal comprimido,
c) Rotura por corte da corda,
d) Rotura por punçoamento de uma parede da corda de secção tubular (início de
ssuração conduzindo à separação entre os elementos diagonais e a corda),
e) Rotura do elemento diagonal com largura efetiva reduzida (ssuração nas solda-
duras ou nos elementos diagonais),
f) Rotura por encurvadura local de um elemento diagonal ou de uma corda de
secção tubular no local da junta.
O domínio de validade indicado na tabela A.2 dene o intervalo de valores dos parâmetros
geométricos para o qual, para juntas com cordas CHS, a resistência é condicionada apenas
pelo modo de rotura da face da corda ou pelo modo de rotura por punçoamento. O valor
de cálculo de resistência de uma junta deverá ser considerado igual ao mínimo dos valores
obtidos por estes dois critérios. Para juntas que não respeitem o domínio de validade
indicado na tabela A.2, deverão ser considerados todos os modos de rotura.
Tabela A.2: Domínio de validade para juntas entre pers de secção tubular circular (Reti-
rado de [1])
Nas novas recomendações CIDECT [16], em relação ao domínio correspondente denido
no EC3, eliminam-se os limites inferiores do parâmetro d0/t0, cujo valor era anteriormente
considerado igual a 10. Uma vez mais, para juntas cujos parâmetros geométricos estejam
dentro dos limites denidos na Tabela A.2, apenas é necessário considerar o modo de rotura
da face da corda e o modo de rotura por punçoamento. Para juntas que também não
estejam em conformidade com o domínio de validade assim denido, deverão considerar-se
todos os modos de rotura.
Dimensionamento das juntas
Depois da devida averiguação das limitações para o dimensionamento de juntas pode-se
passar para o cálculo das cargas resistentes. Em primeiro lugar, será apresentado o método
de cálculo a partir do EC3 [1] e de seguida as recomendações do CIDECT [16].
O critério de cálculo da resistência em relação ao modo de rotura da face da corda para
juntas em X, para juntas T e para juntas em K e N com afastamento ou sobreposição,

























Em que o coeciente parcial de segurança, γM5, é denido como sendo igual a 1,0 e o
coeciente kp , que contabiliza a inuência, na resistência da junta, das tensões instaladas
na corda, é denido em função do parâmetro np , da seguinte forma:
i) Para np > 0 (compressão)
kp = 1− 0.3np(1 + np) mas kp ≤ 1.0 (A.12)
ii) Para np ≤ 0 (tração)
kp = 1.0 (A.13)
Em que o parâmetro np é obtido a partir da seguinte expressão:
np = (σp,Ed/fy0)/γM5 (A.14)
Onde σp,Ed representa a tensão de compressão máxima a que está sujeita a corda na secção
da junta, excluindo a parcela devida à componente paralela ao eixo da corda das forças
atuantes nos elementos diagonais convergentes na junta. Dito isto, o raciocínio é imediato,
considerando a carga aplicada, as condições de fronteira e a análise ter sido feita apenas
à junta individualmente, nas juntas X e T, não existem esforços normais na corda, por
equilíbrio de forças, por isso a condição (A.14) ca np = 0, que traduz em kp = 1.0.
É importante referir que, no caso da junta em N, a diagonal passa a funcionar como corda,
e simular uma junta em Y, que utiliza as mesmas expressões de uma junta em T. Isto
deve-se ao facto de a maior parte da dissipação plástica ter acontecido através da ligação
do montante com a diagonal, esta observação foi retirada dos ensaios experimentais [8],[9].
Já o coeciente kg tem em conta a inuência da dimensão do afastamento ou sobreposição






1 + exp(0.5g/t0 − 1.33)
)
(A.15)
O critério de cálculo referente à resistência ao punçoamento resulta da aplicação direta da
expressão obtida a partir do modelo analítico de rotura por punçoamento, sendo o valor








Esta vericação deverá ser feita somente nos casos em que d1 ≤ d0 − 2t0.
Passa-se agora para o método de cálculo das cargas resistentes a partir das recomendações
CIDECT. Os critérios de cálculo relativos ao modo de rotura por plasticação da face da







Em que a função Qu traduz a inuência dos parâmetros β, γ, g, e a função Qf contabiliza
a inuência das tensões instaladas na corda na resistência da junta, equiparando-se, em
termos da função desempenhada, ao coeciente kp, denido no EC3 [1].
De seguida apresentam-se as expressões denidas, de forma indireta, no EC3, e as expres-
sões das funções adotadas nas novas recomendações CIDECT. O valor da função Qu em
relação ao modo de rotura da face da corda para juntas em X, para juntas T e para juntas







Qu = (2.6 + 17.7β
2)γ0.2 (A.19)









Nas novas recomendações CIDECT, a função Qf é denida com base nas tensões totais
instaladas na corda. Ao contrário do EC3, a comparação apenas é possível analisando cada
caso em particular, analisando o valor total da resistência da junta. A função Qf é denida
da seguinte forma:
Qf = (1− | n |)C1 (A.21)
Em que n < 0 para cordas comprimidas e n ≥ 0 para cordas tracionadas, sendo o seu valor





em que N0,Ed representa o esforço normal máximo na corda, na zona da junta, incluindo a
parcela devida à componente normal ao eixo da corda das forças instaladas nos elementos
diagonais, e Npl,0,Rd, representa, o esforço normal resistente plástico do perl da corda. A
constante C1 para juntas em T e X é obtida a partir das seguintes expressões,
C1 = 0.45− 0.25β, caso n < 0 , (A.23)
C1 = 0.20, caso n ≥ 0 , (A.24)
e para juntas em K e N com afastamento,
C1 = 0.25, caso n < 0 , (A.25)
C1 = 0.20, caso n ≥ 0 . (A.26)
De acordo com as novas recomendações CIDECT, a classicação de juntas, para efeitos da
determinação da sua resistência, deverá ter em conta a forma como se processa o equilíbrio
de forças nos nós. Desta forma, a junta N, que de acordo com o EC3, foi analisada como
uma junta em Y (ou T), será agora analisada como uma junta em K com afastamento, na
medida em que, dada a proximidade entre o elemento diagonal e o apoio, a componente
normal ao eixo da corda da força no elemento diagonal é equilibrada na sua totalidade pela
reação no apoio.
A nova equação do esforço resistente de juntas em relação à rotura ao punçoamento é,
como anteriormente, derivada a partir do modelo analítico de punçoamento, sendo a sua
expressão denida de forma idêntica à expressão apresentada no EC3.
Para o interesse deste documento só falta mencionar o método de cálculo das cargas resis-
tentes para juntas em K com sobreposição que é denida com base no modo de rotura do
elemento diagonal. O valor de cálculo do esforço normal resistente em relação à rotura do
elemento diagonal que se sobrepõe varia com o valor do coeciente de sobreposição, λov,
sendo obtido da seguinte forma:




[2di + dei + de,ov − 4ti] (A.27)




[2di + de,ov − 4ti] (A.28)












di mas ≤ di (A.30)
Devido à ação da componente paralela à corda das forças instaladas nos elementos dia-
gonais, poderá ocorrer a rotura por corte da junta entre estes elementos e a corda. A
segurança em relação a este tipo de rotura é vericada do seguinte modo:
































dj mas ≤ dj (A.33)
Com esta metodologia, já existe condições sucientes para calcular a carga resistente das
juntas metálicas presentes neste trabalho. Como visto anteriormente, foram escolhidas
apenas algumas juntas. Os ensaios com curvatura na corda umas foram automaticamente
excluídos por estes documentos não abrangerem este tipo de juntas. Decidiu-se também
excluir os ensaios I3C(a) e L3C(a) das juntas K, onde a o perl tracionado é que se
encontrava sobreposto ao comprimido, obtendo-se rotura por cedência do material e não
por inuência da junta.
Para as restantes juntas, foram feitas todas as vericações das regras de aplicação pres-
critas dos pressupostos relativos às propriedades mecânicas e geométricas das peças de
aço utilizadas e aos parâmetros geométricos das juntas por si formadas. Na Tabela A.3
apresentam-se as relações geométricas utilizadas nos cálculos da obtenção da carga resis-
tente.
Tabela A.3: Relações geométricas
Ensaio d0/t0 d1/t1 β γ λov[%] θ[
◦] g
G2C 27.67 31.25 0.76 13.84 - 60 29.5
I3C 27.35 31.25 0.76 13.68 15.75 60 -30
L3C 27.35 31.25 0.76 13.68 47.24 60 -90
FUNG 29.37 23.70 0.62 14.68 - 45 85
GHO 23.70 16.16 0.53 11.85 - 60 143
XB89 28.00 35.60 0.64 14.00 - 90 -
XB114 28.00 45.60 0.81 14.00 - 90 -
TB89 28.00 35.60 0.64 14.00 - 90 -
TB114 28.00 45.60 0.81 14.00 - 90 -
Como visto na secção das limitações, nas juntas com sobreposição de pers deverá garantir-
se uma adequada transmissão do esforço de corte entre os elementos diagonais que se
interligam. E nesse sentido, a norma estabelece um valor mínimo para o coeciente de
sobreposição, λov[%], de 25%, e como se pode observar na Tabela A.3, na junta K (I3C) essa
vericação é violada. Juntas com sobreposições entre 0% e 25% devem ser evitadas porque
podem sofrer uma rotura prematura e capacidades inferiores. Não obstante, como não
foi detetada nenhuma irregularidade no relato experimental [10], decidiu-se mesmo assim,
prosseguir os cálculos para esta junta, considerando o mecanismo de colapso observado
experimentalmente e na análise numérica, e utilizar as condições A.11 e A.31 referentes a
esse modo de rotura.
